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Kurzfassung
In der vorliegenden Arbeit wird die Strömung in Kohleshwimmringdihtungen unter-
suht. Kohleshwimmringdihtungen sind berührungsfreie Dihtungen und werden häug
in Ventilatoren und mehrstugen Kompressoren verwendet. Durh Einsatz vershiedener
CFD-Tools werden die Einüsse der Fluid-Struktur Interaktion sowie der mikroskopi-
shen und makroskopishen Oberähenstruktur auf die Lekage analysiert. Die Arbeit
konzentriert sih auf stationäre und damit stabile Betriebszustände. Ziel der Arbeit ist
die Entwiklung eines reduzierten Modells, das mit geringem Rehenaufwand die Lekage
im Dihtsystem mit hoher Genauigkeit vorhersagen kann.
Eine Kohleshwimmringdihtung funktioniert nah dem Prinzip der Drosselung. Der ent-
sheidende Parameter für die Lekage ist die Geometrie des Ringspalts, die von vielen Fak-
toren beeinusst werden kann. Daher müssen der Dihtring und die dazugehörigen Bautei-
le als ein Gesamtsystem betrahtet werden. Aufgrund der erwünshten kleinen Spalthöhe
ist der Einuss der Oberähenstruktur ein Hauptthema in dieser Arbeit. Der Einuss
der Mikro- und Makro-Struktur auf die Lekage wird analysiert. Um die Strömungszu-
stände zu quantizieren, werden neben dem kommerziellen Programm ANSYS auh der
Opensoure Code OpenFOAM und eine selbst implementierte Bulk-Strömungstheorie ver-
wendet. Aufgrund der hohen Drukdierenz für den Einsatz in Kompressoren werden
die Fluid-Struktur Interaktion (FSI) im Programmpaket ANSYS Workbenh berüksih-
tigt. Anhand der Erkenntnisse aus diesen Untersuhungen wird eine quasi-eindimensionale
Theorie für die kompressible Strömung als Basismodell entwikelt. Das Modell wird mit
einem analytishen Lösungsansatz für die Festkörperdeformation angepasst, um den Ein-
uss der FSI auf die Lekage zu berüksihtigen. Eine Erweiterung des Modells für Diht-
systeme mit mehreren Dihtringen wird ermögliht, indem die Zustandsänderung bei der
Expansion vom Spaltaustritt zur Kammer als isobar angenommen und die Geshwindig-
keit in der Kammer vernahlässigt wird. Die Ergebnisse zeigen eine gute Übereinstimmung
mit dem Experiment.
Neben der Lekage wird der Lomakin-Eekt untersuht, der für die Selbstzentrierung
des Dihtrings verantwortlih ist. Im Gegensatz zur Lekage ist die Lomakin-Kraft emp-
ndlih gegenüber der Oberähenstruktur. Aufgrund der hohen Reibungskraft ist die
Lomakin-Kraft allerdings für Hohdrukanwendungen zu klein, um den Dihtring wirk-
sam zu zentrieren. Eine Berüksihtigung der Wellenshwingungen bei der Auslegung des
Dihtsystems ist notwendig, um den Vershleiÿ und die Kollisionsshäden zwishen der
Wellenhülse und dem Kohlering zu vermeiden.
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Abstrat
Floating ring seals are typial non-ontat seals and widely used in fans and multi-stage
ompressors. This thesis analyzes the ow in a arbon oating ring seal and identies
the inuene of the uid struture interation, miro- and maro-surfaes on the leakage
via dierent omputational uid dynami tools, with the fous on stable and stationary
operating onditions. Finally, the thesis aims to develop a simplied model to predit the
leakage in the sealing system with both high auray and low omputational eort.
Floating ring seals typially operate aording to the priniple of throttling. One key
parameter of leakage is the geometry of the ring gap, whih might be inuened by several
fators. Therefore, the sealing ring and the assoiated omponents must be onsidered
as a omplete system. In addition, as the ideal gap height ould be rather small, the
inuene of the surfae struture should be taken into aount as well. Depending on
dierent struture types, there are several ways to quantify the ow states, inluding the
ommerial program ANSYS, the Opensoure Code OpenFOAM and a self-implemented
bulk ow theory. The results of the analysis show that the leakage depends muh less on
the miro surfae struture. Additionally, for the appliation with high-pressure gradient
like ompressors, the uid-struture interation (FSI) is onsidered using the program
pakage ANSYS Workbenh. Based on these results, a basi model is built up to alulate
the leakage by implementing a quasi-one-dimensional theory for the ompressible ow.
Furthermore, the model ould adapt to dierent FSI leakage situations with an analytial
approah for the mehanial deformation. Aording to the results from the experiment
with air, the alulated leakage shows a good agreement.
In addition, the Lomakin fore whih aets the self-entering of sealing rings is investiga-
ted in this work. Compared with the leakage, this Lomakin eet is more sensitive to the
surfae struture. However, for the present high-pressure appliation, the Lomakin fore
is smaller than the radial frition and annot fore the sealing ring to enter eetively.
Therefore in the sealing system onstrution, it is essential to take the shaft vibration into
onsideration as well, in order to redue the potential wear and ollision damage between
the shaft sleeve and the arbon ring.
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1 Einführung
1.1 Problemstellung
Kohleshwimmringdihtungen werden zur Abdihtung rotierender Wellen ähendekend
im Mashinenbau und in der hemishen Industrie eingesetzt. Durh ihre Selbstzentrier-
barkeit und Berührungsfreiheit ermöglihen sie eine zuverlässige Lösung für die Abdih-
tung von Gasen, Stäuben und Dämpfen. Sie bieten einen robusten und wartungsfreundli-
hen Betrieb. Gleihzeitig zeigen die Erfahrungen aus der Praxis, dass Kohleshwimmring-
dihtungen in der Lage sind, ohne Beeinträhtigung der Wellenbewegung niedrige Leka-
gen zu erzielen [1, 2℄. Dies ist vor allem deshalb wihtig, weil die Lekage eine Verlustquelle
für die Mashine darstellt und deren Gesamtwirkungsgrad vershlehtert. Im Bereih der
Turbomashinen kann dieser Lekstrom bis zu 2 % des gesamten Mashinendurhsatzes
erreihen [3℄.
Bei der Abdihtung toxisher und brennbarer Gase muss zusätzlih ein ungefährlihes
Sperrgas (beispielsweise Stiksto) zugeführt werden, damit der Lekstrom auf keinen
Fall in die Atmosphäre gelangt. Der erforderlihe Volumenstrom des Sperrgases ist pro-
portional zur Lekage der Dihtung. Dabei gilt, dass eine Übershätzung des Lekstroms
zu einem übermäÿigen Sperrgasverbrauh und einer Vershlehterung der Energiebilanz
führt. Dagegen kann eine Untershätzung des Lekstroms zu einem Fehlverhalten der
Mashine führen. Für die Verbesserung des Gesamtwirkungsgrads der Mashine bietet die
Optimierung der Kohleshwimmringdihtungen daher ein hohes Potential. Um diese Opti-
mierungen durhführen zu können ist ein ausführlihes Verständnis des Lekageverhaltens
erforderlih.
Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, ein Rehenmodell zu entwikeln, mit dem die
Lekage im Betrieb möglihst genau bestimmt werden kann. Es ist niht möglih, alle
Einussparameter mit einem einzigen mathematishen Modell zu erfassen und in einer
realisierbaren Zeit die Lekage zu berehnen. Eine Quantizierung des Einusses von
einzelnen Parametern auf die Lekage wird für eine klare Übersiht und weitere Modell-
bildung durhgeführt. Die Einussparameter und ihre Zusammenhänge werden in dieser
Arbeit theoretish untersuht. Daraus wird ein Modell entwikelt und mit den vorhande-
nen experimentellen Daten validiert.
Für einen vordenierten Betriebszustand hängt die Lekage von der Dihtungsgeometrie
und den Gaseigenshaften ab. Aufgrund der mehanishen und thermishen Deformation
kann eine Wehselwirkung zwishen dem Strömungsfeld und der Dihtungsgeometrie ent-
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7stehen (Fluid-Struktur Interaktion). Des Weiteren kann die Wandrauheit aufgrund des
engen Dihtspalts einen groÿen Einuss auf die Lekage haben. Die Untersuhung der
Wandrauheit liefert ebenfalls Kenntnisse, die in der weiteren Arbeit die Optimierung des
Dihtsystems unterstützen. Da die meisten Anwendungsfälle in Industrieanlagen einen
langfristigen und möglihst wartungsfreien Betrieb erfordern, wird in dieser Arbeit das
Dihtverhalten bei einem stabilen Betriebszustand betrahtet. An- und Abfahrvorgänge
werden daher niht berüksihtigt.
1.2 Stand der Forshung und Tehnik
Eine typishe Bauart der Kohleshwimmringdihtung wird in Abbildung 1.1 dargestellt.
Die Bauteile werden in einem Gehäuse integriert. Dies ermögliht eine leihte Monta-
ge mit hoher Genauigkeit. Das einteilige Dihtringelement besteht aus einem Kohlering
und einer darauf aufgeshrumpften Titanbandage, mit der die untershiedlihe Wärme-
ausdehnungen der Welle und des Kohlerings kompensiert werden. Das Dihtringelement
liegt frei im Gehäuse, um die Wellenbewegung im Betrieb nahfolgen zu können. Eine
Arretierung verhindert die Drehung in der Umfangsrihtung. Um die Funktionalität der
Dihtung bei Unterdruk zu gewährleisten, wird der Dihtring von einer Feder an das
Gehäuseanteil angepresst. Der Spalt zwishen dem Dihtring und der Wellenhülse garan-
tiert einen berührungsfreien Betrieb, führt aber zu einer unvermeidlihen Lekage. Um
die Lekage möglihst klein zu halten, liegt die Dihtspalthöhe meistens im Mikrometer-
bereih. Die Beweglihkeit der Shwimmringdihtung erlaubt eine Anpassung der Wellen-
bewegung während des Betriebs und ermögliht einen engen Spalt. Durh eine Auswahl
geeigneter Materialien können Shwimmringdihtungen in Mashinen mit einer Gleitge-
shwindigkeit bis zu 240m/s eingesetzt werden und mit mehreren Dihtelementen können
Drukuntershiede über 100bar abgedihtet werden [4, 5℄.
Die Lekageuntersuhung beruht im Wesentlihen auf der Gasdynamik, Fluid-Struktur
Interaktion und Oberäheneigenshaften. Die Einussfaktoren und deren Wehselwir-
kung können in Abbildung 1.2 entnommen werden. Aufgrund der hohen Drukdierenz
im Betrieb kann die Spaltströmung die Shallgeshwindigkeit erreihen. Die Kompres-
sibilität des Gases spielt bei der Lekageberehnung eine groÿe Rolle und kann niht
vernahlässigt werden. Die Drukverteilung bewirkt eine mehanishe Belastung auf das
Dihtsystem. Dadurh kann die Lagerposition des Dihtrings geändert und die Bautei-
le deformiert werden. Dies führt zu einer Änderung der Spaltgeometrie und hat damit
einen Einuss auf das Strömungsfeld. Aufgrund der kleinen Spalthöhe muss diese Weh-
selwirkung berüksihtigt werden. Die Spaltgeometrie kann auÿerdem von der thermishen
Belastung beeinusst werden. Da in dieser Arbeit ein stabiler Betrieb betrahtet wird, ist
das Temperaturfeld nahezu stationär. Daher wird die Fluid-Struktur Interaktion durh
die thermishen Belastung niht berüksihtigt. Stattdessen wird die Spaltgeometrie zu
jeder Betriebstemperatur bestimmt und bleibt bei der Lekageberehnung unverändert.
Ein anderer Einussfaktor ist die Oberäheneigenshaft, die bei einer Betriebsspalthöhe
im Mikrometerbereih niht zu vernahlässigen ist.
Das mathematishe Modell für die Lekageuntersuhung lässt sih auf das Gesetz von
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Abbildung 1.1: Grundbauform der Kohleshwimmringdihtung [4℄
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Abbildung 1.2: Zusammenfassung der Einussparameter auf die Lekage
9Hagen-Poiseuille zurükführen. Trutnovsky [6℄ fasste systematish die theoretishen und
experimentellen Untersuhungen für berührungsfreie Dihtungen zusammen. Anhand von
Messdaten werden empirishe Parameter für die Anpassung des analytishen Modells er-
mittelt. Diese Vorgehensweise hat den Vorteil, dass der Rehenaufwand des Berehnungs-
modell mit heutiger Rehenkapazität vernahlässigbar ist. Ein Nahteil der Methode ist
allerdings, dass die empirishen Parameter nur für die experimentell untersuhten Kongu-
rationen einsetzbar sind und die Modelle niht prädiktiv sind. Um die dahinter stehenden
Phänomene zu verstehen, sind zusätzlihe Messsysteme und aufwändige Modikationen
der Prüfstände erforderlih. Damit sind hohe Kosten und ein groÿer Zeitaufwand verbun-
den. Des Weiteren ist die Genauigkeit der Messdaten von der Messtehnik abhängig. Diese
Shwahpunkte beim Experiment können durh numerishe Berehnungen genauer bewer-
tet werden. Moderne numerishe Methoden und die steigende Rehnerkapazität erlauben
heute bereits Simulationen für vielfältige industrielle Anwendungen. Mit Hilfe der nume-
rishen Untersuhung ist es möglih, weiterführende Informationen über die Dihtung zu
erhalten. Das Rehenmodell kann abhängig von den zu betrahtenden Phänomenen gezielt
vereinfaht werden. Im Bereih der Auslegung und Optimierung von Dihtungen nimmt
die Bedeutung der numerishen Methoden zu. Grinnell [7℄ analysierte die kompressible
Strömung im Spalt mit einer eindimensionalen (1D) Mahzahlgleihung. Zuk et al. entwi-
kelte diesen Ansatz für vershiedene Anwendungen weiter und untersuhte die Strömung
in Gleitringdihtungen mit numerishen Methoden [811℄. Hsing [12℄ verbesserte das Lö-
sungsverfahren von Zuk, um eine stabile Lösung und shnellere Konvergenz zu erzielen.
Die Ergebnisse zeigten gute Übereinstimmungen mit Messdaten.
Hirs [13, 14℄ entwikelte eine zweidimensionale (2D) Strömungstheorie zur Untersuhung
des turbulenten Shmierlms in Gleitlagern. Diese Theorie wird auh als Bulk-Strömungs-
theorie genannt. Dabei wurde die Geshwindigkeit in der spaltnormalen Rihtung gemit-
telt. Des Weiteren wurde die Turbulenz anhand der Wandshubspannung modelliert. Diese
Theorie ist aufgrund der Ähnlihkeit zwishen Gleitlager und Kohleshwimmringdihtun-
gen übertragbar. Eine ähnlihe Methode dazu ist die Reynoldsshe Shmiertheorie [15℄.
Sie wird hauptsählih im Bereih Gleitlager eingesetzt. Allerdings wird die Trägheitskraft
in der Reynoldsshen Shmiertheorie vernahlässigt. Da die Reynoldszahl in Gleitlagern
meistens klein ist, trit diese Annahme in vielen Anwendungsfällen zu. Für Gasdihtun-
gen muss die Trägheitskraft wegen der hohen Reynoldszahl und der starken Kompressi-
blität berüksihtigt werden. Dafür ist die Bulk-Strömungstheorie besser geeignet als die
Reynoldsshe Shmiertheorie. Basierend auf der Gleihung von Hirs wurden zahlreihen
Untersuhungen im Bereih Wellendihtung durhgeführt. Childs et al. [1619℄ erweiterten
die Theorie, um die uid- und rotordynamishen Eigenshaften der vershiedenen Dih-
tungsarten zu untersuhen. Ha und Sprowl et al. [20, 21℄ verwendeten die Theorie, um die
Eigenshaften eines bienenwabenförmigen Wellendihtung zu untersuhen. Eine wihti-
ge Eigenshaft der Shwimmringdihtung ist die Selbstzentrierung. Für einen exzentrish
liegenden und axial durhströmten Dihtring entsteht eine Querkraft, die der Exzentri-
zität entgegen wirkt. Sie wird nah Lomakin [22℄ als Lomakin-Kraft bezeihnet. Arghir
et al. [23, 24℄ untersuhten diesen Eekt in einer Gasdihtung unter der Bedingung, dass
die Strömung am Austritt die Shallgeshwindigkeit erreiht. Das Ergebnis zeigte eine
resultierende Kraft in der Gegenrihtung. Dies führt zur Instabilität des Dihtsystems.
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Mit steigender Rehenkapazität wurden in der letzten Zeit immer mehr Untersuhungen
im kompletten dreidimensionalen (3D) Strömungsfeld durhgeführt. Abhängig vom Be-
triebsmedium und -zustand werden sowohl die 3D Navier-Stokes Gleihungen als auh
die Energiegleihung berüksihtigt. Rhode et al. [25, 26℄ verwendeten einen 3D Navier-
Stokes Code, um den Einuss der Labyrinthgeometrie auf die Rotordynamik und Lekage
zu analysieren. Da sih die Geometrie in Wellendihtungen meistens in Umfangsrihtung
wiederholt, entwikelte Chohua [27℄ ein numerishes Modell mit periodishen Randbedin-
gungen für turbulente, kompressible Strömungen, um den Rehenaufwand zu reduzieren.
Choi et al. [28℄ untersuhten den Einuss der Shwimmringdihtungen auf die gesamte
Pumpenleistung. Li [29℄ analysierte vershiedene Einussparameter auf die Lekage und
Rotordynamik von Kammerdihtungen. Eine 3D-Simulation wurde eingesetzt, um den
Einuss der 3D Spaltgeometrie zu untersuhen. Sie ist in der Lage, detaillierte Informa-
tion über die gesamte Ringspaltströmung zu geben. Allerdings ist immer ein erhöhter
Rehenaufwand damit verbunden. Daher ist es wihtig, abhängig vom Anwendungsbe-
darf ein passendes Modell auszuwählen. Oft wurden in vereinfahten Modellen Parameter
eingesetzt, die mit Hilfe der 3D Simulation berehnet worden sind. Moore [30℄ verglih
die 3D-Simulation und 2D Bulk-Strömungstheorie für die rotordynamishe Analyse in
Labyrinthdihtungen. Die Ergebnisse zeigten, dass die 3D-Simulation eindeutig mehr Re-
henaufwand benötigt, aber dafür das rotordynamishe Verhalten des Dihtsystems besser
simulieren kann. Freˆne [31℄ modizierte die klassishe Shmierlmtheorie mit zusätzlihen
Beiwerten, die aus der 3D-Simulation ermittelt wurden. Analog zu dieser Vorgehensweise
wird in dieser Arbeit die 3D-Simulation verwendet, um die physikalishen Phänomene
im Shwimmringdihtsystem detailliert analysieren zu können. Anhand dieser Ergebnisse
werden vereinfahte Modelle entwikelt, die die wihtigen Eekte wiedergeben können,
um eine genaue Lekage im Betriebszustand shnell zu ermitteln.
In der Literatur werden im Bereih der berührungsfreien Wellendihtungen Fluid und
Struktur meist getrennt betrahtet. Childs [32℄ untersuhte deren Wehselwirkung (FSI)
in Abhängigkeit der Rotordynamik. Die Strömungskraft wird in die Bewegungsgleihungen
eingesetzt, um die Systemkonstante zu bestimmen. Allerdings wird dabei keine Rükwir-
kung der Struktur auf die Strömung berüksihtigt. Eine ähnlihe Vorgehensweise wird in
[3335℄ angewendet. Du [36℄ betrahtete erstmals das vollständig gekoppelte Strömungs-
und Strukturfeld in einer Labyrinthdihtung. Das kommerzielle Softwarepaket ANSYS mit
einem bidirektionalen Lösungsansatz wurde verwendet. Dabei wurden FSI-Simulationen
durhgeführt, um den Einuss der Zentrifugalkraft und der Wärmeübertragung zu un-
tersuhen. Diese Arbeit erweiterte das Verständnis der physikalishen Phänomene in La-
byrinthdihtungen. Es wurde gezeigt, dass das vollständig gekoppelte Modell das Dih-
tungsverhalten realistish wiedergibt. Um die FSI-Eekte in Kohleshwimmringdihtun-
gen zu verstehen und ein Lekageberehnungsmodell zu entwikeln, wird in der vorlie-
genden Arbeit ebenfalls eine vollständig gekoppelte FSI-Simulation für das Dihtsystem
durhgeführt. Im Vergleih zu Labyrinth- oder Gleitringdihtungen haben Kohleshwimm-
ringdihtungen eine einfahere Geometrie und sind deutlih robuster im Betrieb. Aller-
dings ist das Verhalten von Kohleshwimmringdihtungen deutlih wenige erforsht als
von Labyrinth- und Gleitringdihtungen. Veröentlihungen, die sih spezish auf Koh-
leshwimmringdihtungen beziehen, sind daher kaum vorhanden.
11
Bei numerishen Simulationen für die FSI handelt es sih um ein Mehrfeldproblem, in dem
die numerishe Strömungsmehanik (CFD) und Strukturmehanik (CSM) zusammenwir-
ken. Abhängig davon, wie stark sih die beiden Felder einander beeinussen, kann die
Kopplung im Prinzip monolithish oder partitioniert realisiert werden. Bei einer mono-
lithishen Kopplung wird das gesamte Fluid- und Struktur-Gleihungssystem mit einem
einheitlihen Modellierungsansatz numerish gelöst. Für die direkte Berüksihtigung der
Wehselwirkung muss dabei ein zusätzliher Gleihungslöser programmiert werden. In
Gegensatz dazu können die Gleihungssysteme beim partitionierten Lösungsverfahren
getrennt modelliert und numerish gelöst werden. Die abhängigen Kenngröÿen auf den
Grenzähen werden von beiden Feldern separat ermittelt und als Kopplungsrandbedin-
gungen ausgetausht. Somit wird die Wehselwirkung erfasst. Auf diese Art und Wei-
se lassen sih eziente CFD sowie CSM Softwarepakete durh eine Shnittstelle für die
FSI Simulation direkt verwenden. Die Weiterentwiklung der Modellierungsmethoden und
Lösungsverfahren für die Teilgebiete müssen niht aufeinander abgestimmt werden. Der
Ansatz ist daher ein groÿer Fortshritt im Vergleih zu dem monolithishen Kopplungs-
ansatz. Aus diesem Grund wird die Methode für die meisten Untersuhungen im Bereih
der numerishen FSI eingesetzt. Ein Nahteil ist, dass die Methode weniger robust im
Gegensatz zum monolithishen Verfahren ist [37℄. Mok [38℄ fasste die Vor- und Nahteile
der beiden Verfahren zusammen. Er untersuhte vershiedene partitionierte Lösungsan-
sätze um möglihst robuste, eziente und zuverlässige partitionierte Kopplungsalgorith-
men zu entwikeln. Die partitionierten Lösungsansätze können weiter als unidirektional
und bidirektional unterteilt werden. In unidirektionalen Ansätzen werden die abhängigen
Kenngröÿen nur in eine Rihtung übertragen und in bidirektionalen Ansätzen in beiden
Rihtungen. Der unidirektionale Lösungsansatz ist nur für sehr shwahe Kopplungen ge-
eignet, zum Beispiel bei thermishen Eekten auf die Struktur. Benra [39℄ verglih die
beiden Ansätze für vershiedene Testfälle und stellte fest, dass die unidirektionale Kopp-
lung nur in manhen Fällen eine plausible Lösung für bestimmte Kenngröÿe liefern kann.
Bei einer einmaligen bidirektionalen Datenübertragung pro Zeitshritt spriht man von ei-
ner expliziten Methode. Bei einer impliziten Methode werden innerhalb eines Zeitshrittes
die Daten solange gegenseitig ausgetausht, bis Konvergenz erreiht wird.
Es ist üblih, dass die Lagrangeshe Betrahtungsweise in der Strukturmehanik und
die Eulershe Betrahtungsweise in der Strömungsmehanik verwendet wird. Die Verfor-
mung der Struktur führt zu einer Änderung des Strömungsgebietes und erfordert eine
Rehengitterdeformation. Anderes als in der Lagrangeshen Betrahtungsweise basiert
die Formulierung für CFD auf einem xierten Ort. Um die Gitterbewegung berüksihti-
gen zu können, wird statt der Eulershen die Arbitrary-Lagrangian-Eulerian (ALE) Be-
trahtungsweise verwendet [4043℄. Eine weitere Herausforderung ist die Bestimmung der
Gitterbewegung innerhalb des Strömungsgebietes während der Simulation. Eine weit ver-
breitete Methode dafür ist die Federanalogie, entwikelt von Blom [44℄. In dieser Methode
wird die Verbindung zwishen Gitterknoten wie eine Feder behandelt und an der Än-
derung des Strömungsgebietes angepasst. Die Gitterbewegung wird oft in einer Laplae-
Gleihung formuliert [45, 46℄. Jasak et al. [47℄ fassten vershiedene Lösungsansätze für
die Gitterbewegung zusammen und stellten eine Methode für unstrukturierte Gitter vor,
die in den Open Soure Code OpenFOAM implementiert wurde. Pei [48℄ analysiert die
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strömungsinduzierte Laufradoszillation in einer Einügelpumpe. Zhang [49℄ untersuhte
eine Zentrifugalpumpe mit Berüksihtigung der FSI, um das Vibrationsverhalten zu op-
timieren. Brandt [50℄ verwendete die gleihe Vorgehensweise für die Untersuhung der
FSI-Wirkung bei einem Störfall durh Kühlmittelverlust in der Kerntehnik. Im Bereih
der Gasshwimmringdihtungen ist diese Wehselwirkung bisher noh niht betrahtet
worden. Die Veröentlihungen über Shwimmringdihtungen wurde meistens auf den
Dihtring selbst fokussiert. In der vorliegenden Arbeit wird erstmals der Einuss von FSI
auf das komplette Dihtsystem zusammen betrahtet.
Anders als die Labyrinthdihtung hat die Kohleshwimmringdihtung eine komplexere me-
hanishe Struktur. Wie in Abbildung 1.1 gezeigt, ist die Erstellung des Rehenmodells mit
mehreren Kontaktähen und Passungen verbunden. Auÿerdem enthält das Strömungs-
feld einen Geometriesprung vom Dihtringspalt im Mikrometerbereih zur Kammer mit
mehreren Millimetern. Abhängig von der Drukdierenz kann die Gasströmung nah dem
Spaltaustritt durh Expansion Übershallgeshwindigkeit erreihen. Der groÿe Gradient
fordert eine hohe Netzauösung im Spalt selbst und stromabwärts. Das feine Netz im
engen Spalt ist empndlih für eine Gitterdeformation wegen Änderung des Strömungs-
gebietes. Die Netzanpassung des Strömungsgebietes bleibt eine Herausforderung bei den
vollständig gekoppelten FSI-Simulationen.
Ein anderer wesentliher Bestandteil dieser Arbeit ist die Untersuhung der Oberä-
heneigenshaften auf die Spaltströmung. Lebek [51℄ kategorisierte die Oberähenei-
genshaften in einer Gleitringdihtung bezüglih der Oberähenrauheit und Formfeh-
lern. Abbildung 1.3 stellt die beiden Strukturen shematish dar. Die beiden Kategorien
Formfehler
Rauheit
Formfehler
Durchschnitt
Abbildung 1.3: Klassizierung von Formfehler und Oberähenrauigkeit in Gleitringdihtun-
gen nah Lebek [51℄
repräsentieren die mikroskopishe und makroskopishe Oberähenstruktur. Die Mikro-
Oberähentexturierung kann die natürlihe Rauheit der Oberähen sein oder eine künst-
lih gefertigte Oberähenstruktur. Es hat sih erwiesen, dass sie einen starken Einuss
auf das Shmierverhalten hat [5256℄. Diese Eekte wurden für Gasdihtungenen eben-
falls untersuht [5759℄. Abhängig vom Shwerpunkt der Untersuhung kann die Mikro-
Oberähentexturierung durh empirishe Parameter modelliert oder durh Variation der
Spalthöhe direkt nahgebildet werden. Patir und Cheng [60℄ denierten den Flussfakto-
ren, um den Einuss der Rauheit auf die tribologishen Eigenshaften zu modellieren. Das
Modell basiert auf der Reynoldsshen Shmiertheorie und ist in heutigen Untersuhun-
gen weit verbreitet. Auÿerdem werden Oberähenstrukturen gezielt eingestellt, um die
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Dihtungseigenshaften zu verbessern. Es werden beispielsweise bienenwabenförmige oder
kleine Löher auf den Dihtring eingebraht. Darüber wurden zahlreihe Ergebnisse von
Childs und seiner Gruppe veröentliht [19, 33, 6163℄. Die Wirkung der Oberähen-
struktur auf die Reibung wurde durh Beiwerte modelliert. Die Bulk-Strömungstheorie
nah Hirs [13℄ wird wegen ihrer Fähigkeit zur Strömungsmodellierung und ihrer Umsetz-
barkeit in Programmiersprahen am meisten verwendet. In der Arbeit von Chohua [27℄
wurde ein Bienenwabendihtring bezüglih Thermodynamik und Strömungsmehanik für
niedrige Mahzahlen untersuht. Dabei wurden vor allem rotordynamishe Eekte be-
rüksihtigt. Neben dem Einuss von Oberäheneigenshaften auf die Drukverteilung
im Dihtringspalt wird in dieser Arbeit der Einuss auf die Lekage ebenfalls systematish
untersuht.
1.3 Ziele und Überblik der Arbeit
Diese Arbeit dient dazu, die Einussfaktoren der Lekage in einem Kohleshwimmdihtsys-
tem zu untersuhen und zu quantizieren. Dabei wird ein vereinfahtes Modell entwikelt,
das die Lekage mit hoher Genauigkeit wiedergeben kann. Der Aufbau der Arbeit wird
im Folgenden erläutert.
In Kapitel 2 werden die in dieser Arbeit verwendeten theoretishen Grundlagen zusam-
mengestellt. Die eingesetzten Formulierungen für die Strömungssimulation und die nume-
rishen Methoden werden beshrieben. Auÿerdem wird der Lösungsansatz für die nume-
rishe FSI-Simulation in ANSYS Workbenh kurz dargestellt.
In Kapitel 3 wird anhand einer Spaltströmung das Rehenmodell veriziert und validiert.
Der Einuss des Eintrittsverlustes wird diskutiert. Ein Vergleih der Lekage mit den
Messungen zeigt zunähst noh mangelhafte Ergebnisse. Dies deutet darauf hin, dass eine
alleinige Betrahtung der Strömung für die genaue Vorhersage der Lekage im Betrieb
niht ausreihend ist.
In Kapitel 4 wird der Einuss der Oberähenstruktur untersuht. Die Strömungen in
einem Dihtspalt mit vershiedenen Oberähenstrukturen werden untersuht, um die
Auswirkung auf die Lekage zu quantizieren.
In Kapitel 5 wird der FSI-Eekt untersuht. Anhand der Ergebnisse aus den bidirek-
tionalen Simulationen mit ANSYS wird ein reduziertes Modell entwikelt, das mit einem
deutlih wenigen Rehenaufwand eine gute Übereinstimmung mit der gemessenen Lekage
liefert.
Kapitel 6 enthält weitere Einussparameter bezüglih des Betriebszustands. Das Rehen-
modell wird auf ein Dihtsystem mit mehren Dihtringen erweitert und mit Messergeb-
nissen validiert.
In Kapitel 7 wird die Arbeit zusammengefasst und ein kurzer Ausblik gegeben.
2 Theoretishe Grundlagen und Mo-
dellierung
In diesem Kapitel werden die Theorien zur Berehnung der Lekage zusammengefasst.
Dazu gehören die physikalishe Modellierung der Strömung, die Strukturmehanik und
die Theorie für die Fluid-Struktur Interaktion. Die angewendete Lösungsmethoden werden
anshlieÿend erläutert.
2.1 Grundlage der Strömungsmehanik in Kohleshwimm-
ringdihtungen
Das zu betrahtende Strömungsgebiet in Kohleshwimmringdihtungen umfasst Längens-
kalen von Mikrometer bis Millimeter. Um die Strömung in einem Dihtspalt und das ge-
samte Dihtsystem mit vershiedenen Längenskalen zu untersuhen, werden numerishe
Berehnungen eingesetzt. Die verwendeten Berehnungsmodelle basieren auf Erhaltungs-
prinzipien für Masse, Impuls und Energie. Für vershiedene Aspekte werden entsprehende
Vereinfahungen vorgenommen. Sie werden in diesem Abshnitt ausführlih vorgestellt.
2.1.1 Allgemeines Modell für die kompressible Strömung
In der Strömungsmehanik ist eine ortsfeste Betrahtung, die Eulershe Betrahtung, zu
bevorzugen. Die Strömung in einem ortsfestes Kontrollvolumen erfüllt die Erhaltungsprin-
zipien für Masse, Impuls und Energie und kann durh ein partielles Dierentialgleihungs-
system beshrieben werden. Dafür gilt die folgende Integralform für das Kontrollvolumen
V und die dazugehörige Randähe S.
Kontinuitätsgleihung: ∫
V
∂ρ
∂t
dV +
∫
S
ρu · n dS = 0 (2.1)
Impulssatz: ∫
V
∂(ρu)
∂t
dV +
∫
S
ρu(u · n) dS =
∫
V
ρk dV +
∫
S
T · n dS (2.2)
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Energiebilanz:
d
dt
∫
V
[
u · u
2
+ e]ρ dV =
∫
V
ρu · k dV +
∫
S
u · (T · n) dS −
∫
S
q · n dS (2.3)
Der Spannungstensor T enthält die Materialeigenshaften des Fluids. Ein tehnish wih-
tiges Fluid ist das Newtonshe Fluid, bei dem die Sherspannung linear proportional
zur Shergeshwindigkeit ist. Unter Berüksihtigung der Stokesshen Hypothese hat der
Spannungstensor die folgende Form
T = −( p + 2
3
µ∇ · u)I+ µ [∇u+ (∇u)⊤] (2.4)
Darin ist µ die dynamishe Viskosität und I der Einheitstensor. Die meisten Fluide im
Mashinenbau lassen sih damit beshreiben. Auh für die in dieser Arbeit betrahteten
Betriebsmedien ist diese Annahme zulässig. Der Impulssatz für ein Newtonshes Fluid ist
bekannt als Navier-Stokes Gleihung. Ein weiterer vom Material abhängiger Term ist der
Wärmestromvektor q, der sih meistens nah dem Fouriershes Gesetz bestimmen lässt.
Für isotrope Materialien gilt
q = −λ∇T (2.5)
Der Wärmestromvektor ist linear proportional zum Temperaturgradient. Der Faktor λ
bezeihnet die Wärmeleitfähigkeit und kann experimentell bestimmt werden. Wie der
Spannungstensor gibt dieser lineare Zusammenhang das reale Materialverhalten von vielen
Fluiden gut wieder.
Oft wird die Energiegleihung in der Form der spezishen totalen Enthalpie formuliert.
Die Gleihung 2.3 lässt sih mit der Denition der statishen Enthalpie
h = e+
p
ρ
(2.6)
und der totalen Enthalpie
htot = h+
u · u
2
(2.7)
umformulieren zu∫
V
∂ρhtot
∂t
dV −
∫
V
∂p
∂t
dV +
∫
S
ρhtot(u·n) dS =
∫
V
ρu·k dV +
∫
V
∇·(u·τ ) dV −
∫
S
q·n dS (2.8)
Um das Gleihungssystem zu shlieÿen, sind zusätzlih die thermishe und die kalorishe
Zustandsgleihung erforderlih. Die Zustandsgleihung beshreibt einen Zusammenhang
zwishen Druk, Dihte und Temperatur. Für ideale Gase gilt
p = ρRT (2.9)
Die kalorishe Zustandsgleihung ausgedrükt durh statishe und Gesamtenthalpie lautet
dh = Cp(T ) dT bzw. dhtot = Cp(T ) dTtot (2.10)
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Die Erhaltungsgleihungen bilden ein komplexes partielles Dierentialgleihungssystem.
Eine ausführlihe Herleitung ndet man in zahlreihen Literaturstellen [43, 6466℄. Es ist
im allgemeinen Fall nur mit numerishen Methoden lösbar. Das entsprehende Fahge-
biet ist bekannt als numerishe Strömungsmehanik (im Englishen Computational Fluid
Dynamis - CFD).
Das Gleihungssystem gilt sowohl für laminare als auh für turbulente Strömungen. Eine
turbulente Strömung enthält Fluktuationen in Raum und Zeit und ist daher viel komple-
xer. Da sih die meisten Strömungen in Ingenieuranwendungen im turbulenten Bereih be-
nden, ist eine Behandlung mit realisierbarem Rehenaufwand erforderlih. Es gibt haupt-
sählih drei Klassen von Turbulenzmodellen in der CFD: Diret Numerial Simulation
(DNS), Large Eddy Simulation (LES) und Reynolds Averaged Navier-Stokes (RANS) mit
abnehmendem Rehenaufwand. Der Ansatz DNS wird wegen des extrem hohen Rehen-
aufwandes meistens in der Grundlagenforshung für Strömungen mit kleiner Reynoldszahl
eingesetzt. Da die Anzahl von Gitterpunkten exponentiell mit der Reynoldszahl zunimmt,
ist diese Methode zurzeit für allgemeine Strömungen in Industrieanwendungen niht an-
wendbar [43℄. Das LES-Verfahren modelliert die kleineren Turbulenzstrukturen mit einer
mathematishen Filterung und löst die gröÿeren Strukturen räumlih und zeitlih auf.
Aufgrund der erforderlihen hohen Auösung in der Grenzshiht ist die Simulation ei-
ner komplexen Geometrie mit derzeitiger Rehnerkapazität niht möglih [67℄. Die beiden
Ansätze kommen in der vorliegenden Arbeit niht in Frage und werden deswegen niht
weiter diskutiert.
Die in vielen tehnishen Problemstellungen verwendete und am meisten verbreitete Me-
thode ist der RANS-Ansatz. Die Grundidee der RANS ist die Aufteilung der Strömungs-
gröÿen in einen zeitlihen Mittelwert und einen Shwankungswert. Für eine beliebige Va-
riable φ gilt
φ(x, t) = φ(x) + φ′(x, t) mit φ(x) = lim
∆t→∞
1
∆t
∫ t+∆t
t
φ(x, t)dt und φ′ = 0 (2.11)
Diese Aufteilung wird als Reynoldsmittlung bezeihnet. Für eine kompressible Strömung
wird der Einuss der Dihteshwankung mit einer weiteren Favremittlung berüksihtigt.
Ein beliebige Variable φ lässt sih mit der Favremittelung ebenfalls mit einen Mittelwert
und eine Shwankungswert darstellen
φ(x, t) = φ˜(x) + φ′′(x, t) (2.12)
Um sih von der Reynoldsmittlung zu untersheiden, wird hier die Notation ˜ für den
Mittelwert und
′′
für den Shwankungswert verwendet. Auÿer einer zeitlihen Mittlung
wird der Mittelwert φ˜ dihtegewihtet und in folgender Weise berehnet
φ˜ =
∫ t+∆t
t
ρ(x, t)φ(x, t)dt∫ t+∆t
t
ρ(x, t)dt
=
ρ(x, t)φ(x, t)
ρ
(2.13)
Mit dieser Denition gilt
˜ρφ′′ = 0 aber φ˜′′ 6= 0. Allerdings ist der Einuss von Dih-
teshwankungen für Strömungen bis M < 5 gering [68, 69℄. Für die Spaltströmung in
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Kohleshwimmringdihtungen erreiht die Geshwindigkeit am Spaltaustritt maximal die
Shallgeshwindigkeit. Der Einuss der Dihteshwankung ist in diesen Fall niht rele-
vant. Daher wird die Reynoldsmittlung für die weitere Vorstellung des Turbulenzmodells
verwendet.
Nah der Durhführung der Reynoldsmittelung für u, p und T in den Gleihungen 2.1 bis
2.3 erhält man die Reynoldsgemittelten Navier-Stokes-Gleihungen (RANS-Gleihungen)
für die Erhaltungsprinzipien. In den linearen Termen können die Variablen durh ihre
Mittelwerte ersetzt werden. Daher hat die Kontinuitätsgleihung die gleihe Form wie
Gleihung 2.1. Aus den nihtlinearen Termen resultieren Korrelationen der Geshwindig-
keitsshwankungen ρu′φ′, die berehnet werden müssen. Für eine beliebige Skalargröÿe (z.
B. statishe Enthalpie h) wird dieser Term turbulenter Skalaruss genannt. Wird φ durh
u ersetzt, ist ρu′u′ in der Literatur als Reynoldsspannungen bezeihnet. Gleihungen 2.14
und 2.15 stellen die zeitlih gemittelte Impuls- und Energiegleihung dar.∫
V
∂(ρu¯)
∂t
dV +
∫
S
ρu¯(u¯ · n) dS =
∫
V
ρk dV +
∫
S
(T · n− ρu′u′) dS (2.14)
∫
V
∂ρh¯tot
∂t
dV−
∫
V
∂p¯
∂t
dV +
∫
S
ρh¯tot(u¯ · n) dS =
∫
V
ρu¯ · k dV +
∫
V
∇ · [u¯ · (τ¯ − ρu′u′)] dV + ∫
S
(λ∇T − ρu′h′)dS
(2.15)
Die Turbulenz in der Strömung wird durh Modellierung der Reynoldsspannung berük-
sihtigt. Eine gute Übersiht zu vershiedenen Turbulenzmodellen wird von Wilox [70℄
zusammengefasst. In vielen Ansätzen wird der turbulente Transport durh zusätzlihe
Gleihungen mit der turbulenten Viskosität modelliert. Es wird angenommen, dass die
Reynoldsspannungen wie die Shubspannungen bestimmt werden können. Analog zur
Gleihung 2.4 werden die Reynoldsspannungen mit der turbulenten Viskosität µt wie
folgt formuliert.
−ρu′u′ = −2
3
(ρk + µt∇ · u) I+ µt [∇u+ (∇u)⊤] (2.16)
k =
1
2
u′·u′ ist die turbulente kinetishe Energie. Weiterhin verwendet man eine Hypothese
der Wirbeldiusivität für den turbulenten Skalaruss.
−ρu′φ′ = Γt∇φ¯ (2.17)
Γt steht für die turbulente Diusivität, die von µt/Prt mit der turbulenten Prandtl-Zahl
Prt bestimmt wird.
Durh diese Formulierung wird eine zusätzlihe Unbekannte µt in den RANS-Gleihungen
hinzugefügt. Um das Gleihungssystem zu shlieÿen, ist eine Modellierung von µt erfor-
derlih. Anhand einer Dimensionsanalyse ist zu erkennen, dass µt proportional zu einer
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Geshwindigkeit und einer Längengröÿe ist. Daher kann die turbulente Viskosität durh
eine turbulente Geshwindigkeit und eine Längengröÿe modelliert werden. Eine klassishe
Methode ist die Abshätzung der turbulenten Geshwindigkeit aus der turbulenten kineti-
she Energie k und der Längengröÿe aus der turbulenten Dissipation ε oder dem inversen
Zeitmaÿ ω (auh turbulente Wirbelgeshwindigkeit genannt). Transportgleihungen wer-
den jeweils für k und ε oder ω werden eingesetzt. Turbulenzmodelle dieser Art werden
als Zweigleihungsmodell bezeihnet. Zwei bekannte Ansätze sind das k − ε Modell [71℄
und k−ω Modell [70℄. Die turbulente Viskosität wird nah Gleihung 2.18 aus (k, ε) oder
(k, ω) berehnet.
µt = Cµρ
k2
ε
, µt = ρ
k
ω
(2.18)
Daraus ergibt sih ebenfalls der Zusammenhang zwishen ε und ω
ω =
ε
Cµk
(2.19)
Es ist bekannt, dass das k − ω Modell grundsätzlih die komplette Grenzshiht genauer
auösen kann als das k − ε Modell. Im Gegensatz dazu zeigt das k− ω Modell auÿerhalb
der Grenzshiht eine starke Abhängigkeit von der Randbedingung für ω im Fernfeld.
Aus diesem Grund wurde das auf der k − ω Formulierung basierende SST (Shear Stress
Transport) k − ω Modell von Menter [72, 73℄ entwikelt. Es wird in den Standard ω
Transportgleihung eine Gewihtsfunktion F1 für ε eingesetzt, um die Vorteile vom k − ε
Modell und dem k − ω Modell zu kombinieren. Es ist das Standard-Turbulenzmodell in
ANSYS CFX und wird bei den 3D-Simulationen in dieser Arbeit verwendet.
Aufgrund der sehr dünnen Grenzshiht in einer turbulenten Strömung ist deren räum-
lihen Auösung in diesem Bereih mit einem hohen Rehenaufwand verbunden. Daher
wird die Grenzshihtströmung im RANS Modell mit einer sogenannten Wandfunktion
modelliert. Zu betrahten ist die Geshwindigkeit als eine dimensionslose Gröÿe u+. Sie
wird deniert durh
u+ =
u
uτ
mit uτ =
√
τw
ρ
(2.20)
uτ entspriht einem Geshwindigkeitsmaÿ und wird als Wandshubspannungsgeshwin-
digkeit bezeihnet. Anhand uτ wird der dimensionslose Wandabstand y
+
analog zur
Reynoldszahl deniert
y+ =
yuτ
ν
(2.21)
Das dimensionslose Geshwindigkeitsprol ist in Abbildung 2.1 dargestellt. Die gesamte
turbulente Grenzshiht kann in eine viskose Untershiht in der Wandnähe (y+ ≤ 5),
eine logarithmishe Shiht fern von der Wand (y+ ≥ 30) und eine Übergangsshiht
dazwishen (5 < y+ < 30) unterteilt werden. Die dimensionslosen Geshwindigkeitsprole
in der viskosen Untershiht und logarithmishen Shiht lassen sih mit den folgenden
Funktionen gut beshreiben
u+ =
1
κ
ln y+ +B Logarithmische Schicht (2.22)
u+ = y+ Viskose Unterschicht (2.23)
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Abbildung 2.1: Dimensionslose Geshwindigkeitsprol in turbulenter Grenzshiht
κ = 0, 41 ist eine nah Von Kármán benannte Konstante. Die Konstante B wird empirish
bestimmt und ist von der Dike der viskosen Untershiht abhängig.
In ANSYS CFX ist eine automatishe Wandbehandlung für die ω basierten Turbulenzmo-
delle implementiert. Die Gitterauösung nahe der Wand lässt sih mit dem dimensionslo-
sen Wandabstand y+ überprüfen. Damit wird die Wandbehandlung für die logarithmishe
Shiht und die viskose Untershiht abhängig vom Wandabstand automatish angepasst.
Eine ausreihende Gitterauslösung ist trotzdem erforderlih. ANSYS [65℄ empehlt für ak-
zeptable Ergebnisse mit ihrem Softwarepaket einen Abstand von y+ ≤ 200 für den ersten
Gitterknoten einzuhalten. Allerdings ist y+ = 1 erforderlih, um eine hohe Genauigkeit zu
erreihen. Luius [74℄ untersuhte den Einuss von y+ für eine Kanalströmung. Die Ergeb-
nisse zeigen sowohl in der logarithmishen Shiht als auh in der viskosen Untershiht
eine geringe Abhängigkeit vom Wandabstand. Eine vergleihbar groÿe Abweihung tritt
im Übergangsbereih um y+ = 10 auf. Mit diesen Erkenntnissen wird die Gitterauösung
in dieser Arbeit so eingestellt, dass der Wert von y+ weit unter 10 liegt.
2.1.2 Zweidimensionales Modell im Kreisringspalt
Wie im letzten Abshnitt gezeigt wurde, ist die Fluktuation in einer turbulenten Strö-
mung raum- und zeitabhängig. Um den Rehenaufwand an die tehnishe Anwendung
anzupassen, wird oft nur der zeitlihe Mittelwert aufgelöst. Dies ist die Grundidee der
RANS-Methode. Weiterhin hat eine turbulente Strömung die Charakteristik, dass die
Viskosität des Fluids fast nur eine direkte Wirkung in der Grenzshiht hat. Daraus folgt
die Annahme für die Strömung ohne Rezirkulationen, dass ein Gradient der Temperatur
und der Geshwindigkeit in der Querrihtung nur in der dünnen Grenzshiht existiert.
Auÿerhalb der Grenzshiht ist der Impulsaustaush durh die turbulente Mishbewe-
gung dominant. Diese Erkenntnis bietet eine weitere Vereinfahung der RANS-Methode
zur Beshreibung der turbulenten Strömung in einem dünnen Shmierlm. Daraus ent-
wikelte Hirs [13℄ eine 2D-Strömungstheorie, in der die Viskositätswirkung durh eine
Wandshubspannung beshrieben wird. Es wurden vershiedene Modelle anhand dieser
Theorie entwikelt, um die Performane von ringförmigen axialen Dihtungsspalten zu
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Abbildung 2.2: Skizze der Geshwindigkeitsprol in der Bulk-Strömungstheorie nah [13℄
untersuhen. Zu betrahten ist ein Kreisringspalt in Abbildung 2.2. Es werden folgende
Annahmen im Modell getroen:
• Die Geshwindigkeit in radialer Rihtung ist vernahlässigbar.
• Der Gradient der Geshwindigkeit und Temperatur in radialer Rihtung wird niht
berüksihtigt. Man betrahtet den Mittelwert
φ =
1
∆r
rS∫
rR
φdr
• Die Wandshubspannung lässt sih in Abhängigkeit der mittleren Geshwindigkeit
und des Widerstandsbeiwerts beshreiben.
Die Indizes R und S bezeihnen Rotor und Stator. Die Spalthöhe ist gleih ∆r = rR − rS
und wird für eine einheitlihe Darstellung mit dem Spalthöhe h bezeihnet. Auÿerdem
wird die Strömung in dieser Arbeit wegen des stabilen Betriebszustands als stationär
betrahtet. Mit diesen Vereinfahungen folgen aus den Gleihungen 2.1 bis 2.3 in Zylin-
derkoordinaten
∂(ρhU )
∂x
+
∂(ρhW )
R∂θ
= 0 (2.24)
∂(ρhUU)
∂x
+
∂(ρhWU)
R∂θ
= −h∂p
∂x
+
∂τxw
∂x
(2.25)
∂(ρhUW )
∂x
+
∂(ρhWW )
R∂θ
= −h ∂p
R∂θ
+
∂τ θw
∂Rθ
(2.26)
cp
∂(ρhUT )
∂x
+ cp
∂(ρhWT )
R∂θ
=QSR + h
(
U
∂p
∂x
+W
∂p
R∂θ
)
+
(
Rω
∂τRθw
∂x
− U ∂τ
x
w
∂x
−W ∂τ
θ
w
∂Rθ
) (2.27)
Darin ist QSR der Wärmeuss zum Strömungsgebiet. τ
x
w und τ
θ
w sind die Wandshubspan-
nung in der axialen und der Umfangsrihtung. Für eine Shlepp- und/oder Drukströmung
wurde empirish bestätigt, dass ein Zusammenhang zwishen der Wandshubspannung
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und der mittleren Geshwindigkeit existiert. Dieser Zusammenhang für die Drukströ-
mung in einer Rohrleitung ist als Moody-Diagramm bekannt. Für eine in Abbildung 2.2
dargestellte Spaltströmung mit einem Stator und einem Rotor erweiterten Hirs [13℄ und
Launder et al. [75℄ diese Formulierung zu
τxw =
1
2
ρU(fSVS + fRVR) (2.28)
τ θw =
1
2
ρ(fSWVS + fRVR(W − Rω)) (2.29)
τRθw =
h
2
∂p
R∂θ
+
1
4
ρ
[
fSVSW − fRVR(W − Rω)
]
(2.30)
mit der mittleren Geshwindigkeit relativ zum Stator VS und Rotor VR
VS =
√
U
2
+W
2
, VR =
√
U
2
+ (W −Rω)2 (2.31)
Darin bezeihnet f den von der Wandrauheit abhängigen Reibungsbeiwert. Es ergibt sih
ebenfalls ein partielles Dierentialgleihungssystem, das nur mit Hilfe numerisher Metho-
den gelöst werden kann. Um das Gleihungssystem shlieÿen zu können, werden hier die
gleihen thermishen und kalorishen Zustandsbedingungen wie in den Gleihungen 2.9
und 2.10 verwendet. Das Gleihungssystem wird mit der Finite-Volumen-Methode gelöst.
Das Lösungsverfahren wird mit dem Programm Matlab realisiert. Die genaue Vorgehens-
weise wird im nähsten Abshnitt dargestellt.
Ein anderes bekanntes 2DModell für einen Kreisringspalt ist die hydrodynamishe Shmier-
theorie. Für eine kleine Drukdierenz ist die Strömungsgeshwindigkeit und die entspre-
hende Mahzahl klein. Die Strömung bendet sih im laminaren Bereih und kann eben-
falls als inkompressibel betrahtet werden. Es gilt in diesen Fall die hydrodynamishe
Shmiertheorie. Im Gegensatz zu einer turbulenten Strömung kann der Geshwindigkeits-
gradient in radialer Rihtung niht vernahlässigt werden. Für das Kontrollvolumen in
Abbildung 2.3 gilt das Kräftegleihgewiht in Umfangsrihtung
p dxdr − (p+ dp
Rdθ
Rdθ)dxdr − τ Rdxdθ + (τ + dτ
dr
dr)Rdrdθ = 0 (2.32)
Daraus lässt sih die folgende Gleihung für eine Newtonshe Flüssigkeit herleiten
dp
Rdθ
=
dτ
dr
= µ
d2W
dr2
(2.33)
Mit den folgenden Randbedingungen
• W = W1 bei r = rR,
• W = 0 bei r = rS
erhält man die Geshwindigkeitsverteilung W von Rotor zu Stator aus der Gleihung 2.33
W =
1
2µ
dp
Rdθ
(r2 − hr) + W1
h
(h− r) (2.34)
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Abbildung 2.3: Kraftbilanz auf einem Kontrollvolumen im Ringspalt
h = rS − rR ist die Spalthöhe. Der Volumendurhsatz pro Breiteneinheit in der Umfangs-
rihtung lässt sih wie folgt berehnen
qθ =
Wh
2
− 1
12µ
dp
Rdθ
h3 (2.35)
In der axialen Rihtung gilt das Kräftegleihgewiht analog zur Gleihung 2.32. Die Ge-
shwindigkeit an den Stellen r = rR, rS sind gleih null. Der entsprehende Volumendurh-
satz ist
qx = − 1
12µ
dp
dx
h3 (2.36)
Es ergibt sih nah Berüksihtigung der Massenerhaltung
dqx
dx
+
dqθ
Rdθ
= 0 (2.37)
Zusammen mit der Gleihung 2.35 und 2.36 erhält man eine partielle Dierentialgleihung
für den Druk, die numerish gelöst werden kann.
∂
∂x
(
1
12µ
∂p
∂x
h3) +
∂
R∂θ
(
1
12µ
∂p
R∂θ
h3) =
W1
2
∂h
R∂θ
(2.38)
Die Lekage lässt sih nah Gleihung 2.36 mit dem bekannten Drukfeld ermitteln.
Um den Einuss der Wandrauheit in einer Spaltströmung zu quantizieren, fügten Pa-
tir und Cheng [60, 76℄ die Wandrauheit, sowie einen Sher- und Drukussfaktor in der
Shmiertheorie ein. Hier bezeihnet der Drukuss einen Durhuss in einer Spaltströ-
mung, der allein von der Drukdierenz abhängig ist. Im Gegensatz dazu wird ein Sher-
uss von einer Sherströmung mit Wandbewegung induziert. Patir und Cheng verglihen
eine Drukströmung mit und ohne Berüksihtigung der Wandrauheit. Das Verhältnis
ergibt der Drukussfaktor. Auf die gleihe Weise lässt sih der Sherussfaktor bereh-
nen. Aufgrund der niht konstanten Spalthöhe durh die Wandrauheit werden hier die
mittleren Strömungsgröÿen betrahtet. Für das in Abbildung 2.3 rehts dargestellte Kon-
trollvolumen kann der mittlere Durhuss pro Breiteinheit folgendermaÿen ausgedrükt
werden:
q¯θ =
1
∆x
∫
∆x
q¯θdx (2.39)
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q¯x =
1
R∆θ
∫
R∆θ
q¯xRdθ (2.40)
Der Druk- und Sherussfaktor ergibt sih nah der Denition
φsθ =
(
2
w¯
W1
− 1
)
h¯
σ
mit w¯ =
q¯θ
h¯
(2.41)
φpx =
q¯x
1
12µ
∂p¯
∂x
h¯3
(2.42)
Durh diesen Vergleih erhält man einen direkten Eindruk vom Einuss der Wandrauheit
auf die Strömung. Für eine Spaltströmung mit einem bekannten Druk- und Sheruss-
faktor kann der Durhuss nah den Gleihungen 2.35 und 2.36 folgendermaÿen ermittelt
werden
q¯θ = σφ
s
θ
W1h
2
− φsθ
1
12µ
∂p¯
R∂θ
h¯3 (2.43)
q¯x = − 1
12µ
∂p¯
∂x
h¯3 (2.44)
2.1.3 Quasi-eindimensionale Theorie für eine kompressible Spalt-
strömung
Die Strömung in Kohleshwimmringdihtungen wird hauptsählih durh die Drukdie-
renz induziert. Des Weiteren führt die Wellendrehzahl zu einer Strömungsgeshwindigkeit
in der Umfangsrihtung. Dieser Anteil hat keinen direkten Einuss auf die Lekage und
kann vernahlässigt werden. Für einen konzentrishen Kreisringspalt kann die Spaltströ-
mung zu dem 2D-Spalt in Abbildung 2.4 vereinfaht werden. Für das breite Spektrum des
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Abbildung 2.4: Skizze für die 1D Spaltströmung
Prozessdrukes ist die Kompressibilität des Gases ein wihtiger Faktor für die Strömungs-
berehnung. Für eine kleine Quershnittsänderung (dA ≪ A) ist die Stromfadentheorie
ein guter Ansatz, um das Strömungsfeld zu beshreiben. Da die Drehzahl kaum Einuss
auf die Lekage hat, können die Wellenarbeit und die Wärmeübertragung näherungsweise
von der Temperaturrandbedingung erfasst werden. Für die adiabatishe Spaltströmung
in Abbildung 2.4 vom Zustand 1 zu 2 gelten die Erhaltungsprinzipien
m˙ = ρUA = konstant (2.45)
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−pA− τwAw = m˙U (2.46)
h+
U2
2
= konstant (2.47)
mit der Wandshubspannung τw und Wandähe Aw. Wie beim 2D Modell wird die Wand-
shubspannung mit einem mittleren Reibungsbeiwert berehnet und ist abhängig von der
Reynoldszahl und Wandrauheit. Für kleine Quershnittänderung gilt pdA ≪ Adp. Mit
diesen Annahmen ergibt sih die dierentielle Form aus den Gleihungen 2.45-2.47
dρ
ρ
+
1
2
dU2
U2
+
dA
A
= 0 (2.48)
−Adp− τwdAw = m˙dU (2.49)
dh = cpdT = −1
2
dU2 (2.50)
Mit
cp
cv
= γ, cp − cv = R und Mahzahl M = U/
√
γRT lässt sih die Gleihung 2.50
umformulieren
dT
T
+
γ − 1
2
M2
dU2
U2
= 0 (2.51)
Das ideale Gasgesetz kann ebenfalls in eine dierentiale Form umgeshrieben werden
dp
p
=
dρ
ρ
+
dT
T
(2.52)
Für die ringförmige Spaltgeometrie in Kohleshwimmringdihtung ist der Term
dA
A
eine
Funktion von x und wird in der weiteren Herleitung als FA(x)dx ausgedrukt. Durh den
Einsatz eines hydraulishen Durhmessers
D =
4A
P
mit dem benetzten Umfang P =
dAw
dx
(2.53)
und des Reibungsbeiwertes
f =
τw
ρU2
2
(2.54)
kann die folgende Mahzahlgleihung aus den Gleihungen 2.48-2.52 erhalten werden.
dM2 =
2M2
(
1 +
γ − 1
2
M2
)
1−M2
[
γM2
2f
D
− FA(x)
]
dx (2.55)
Andere physikalishe Gröÿen, z. B. Druk und Temperatur, lassen sih mit der aufgelös-
ten Mahzahlverteilung im Spalt bestimmen. Die genaue Herleitung wird in Anhang A.1
dargestellt.
Für eine gegebene Spaltgeometrie ist FA(x) bekannt. Um die Gleihung 2.55 zu integrie-
ren, müssen Randbedingungen festgelegt werden. Mathematish gesehen darf der Term
25
1 − M2 niht gleih Null sein. Dies deutet auf einen kritishen Zustand bei M = 1
hin. Da diese Spaltströmung vergleihbar mit der Rohrströmung ist, lässt sih dieser kri-
tishe Punkt mit der Fanno-Kurve für eine Rohrströmung erklären. Die Fanno-Kurve
beshreibt die Zustandsänderung einer kompressiblen reibungsbehafteten Rohrströmung
in dem Enthalpie-Entropie Diagramm. Um eine von der Geometrie unabhängige Formu-
lierung zu bekommen, wird ein konstanter Quershnitt betrahtet. Das Dierential der
spezishen Entropie ist das Verhältnis von der geänderten spezishen Wärmemenge q
und der absoluten Temperatur.
ds =
Dq
T
(2.56)
Es folgt
Tds = dh− dp
ρ
(2.57)
Laut dem zweiten Hauptsatz der Thermodynamik darf die Entropie in einem geshlosse-
nen adiabaten System niht abnehmen. Für die reibungsbehaftete Strömung ist die Zu-
standsänderung irreversibel. Die Entropie nimmt zu, bis das System sih wieder im Gleih-
gewiht bendet. Die spezishe Entropie am Spaltaustritt erreiht das Maximum s∗. Dies
bedeutet für die Gleihung 2.57 (ds/dh)s∗ = 0. Daraus folgt
ρ =
(
dp
dh
)
s∗
(2.58)
Zusammen mit Gleihungen 2.48 und 2.50 erhält man(
dh
dρ
)
s∗
=
u2
ρ
(2.59)
Mit Gleihungen 2.58 und 2.59 ergibt sih die Geshwindigkeit
u2 =
(
dp
dρ
)
s∗
= a2 (2.60)
Die Geshwindigkeit erreiht die Shallgeshwindigkeit an der Stelle s = s∗. Das h − s
Diagramm bezogen auf die Zustandsgröÿe an dieser Stelle ist in Abbildung 2.5 dargestellt.
Bei einer Untershallströmung am Eintritt nimmt die Mahzahl immer zu und bei einer
Übershallströmung dagegen immer ab, bisMs∗ = 1 erreiht ist. Der entsprehende Druk
lässt sih anhand der Mahzahl ermitteln.
Die Zustandsänderung der Strömung in dieser Arbeit ist vergleihbar mit dem Untershall-
zweig der Fanno-Kurve. Für die Auslegung eines Dihtsystems liegen der Betriebsdruk
und -temperatur bzw. die Drukdierenz vor. Abhängig von der Drukdierenz kann die
Geshwindigkeit am Spaltaustritt die Shallgeshwindigkeit erreihen. Der Druk an dieser
Stelle kann ebenfalls den Umgebungsdruk übershreiten. Daher hängt die Drukrandbe-
dingung am Austritt mit der Mahzahl zusammen. Es gibt folgende drei Situationen am
Spaltaustritt für die Strömung in Abbildung 2.4:
• M2 < 1, p2 = p3
26
-1.6 -1.4 -1.2 -1 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0 0.2
0
0.2
0.4
0.6
0.8
1
1.2
1.4
PSfrag replaements
s−s∗
cv
h h
2
Isobar
Fanno-Kurve
γ+1
γ
Abbildung 2.5: Fanno-Kurve, γ = 1, 4
• M2 = 1 wird gerade erreiht, p2 = p3
• M2 = 1, p2 > p3
Für die Eintrittsrandbedingung wird angenommen, dass die Zustandsänderung adiaba-
tish ist. Es gilt
h0 = h1 +
U21
2
(2.61)
Aus der vorherigen Herleitung für die Mahzahlgleihung kann Gleihung 2.61 umgereh-
net werden, um den Eintrittsdruk anhand des Prozessdruks zu ermitteln. Es folgt
p1 =
p0(
1 + γ−1
2
M21
) γ
γ−1
(2.62)
Wenn die Mahzahlverteilung bekannt ist, können der Druk sowie die Temperatur im
Spalt berehnet werden. Für eine adiabatishe Strömung bleibt die Gesamttemperatur
entlang des Spalts konstant. Es gilt
cpT1 +
1
2
U21 = cpT +
1
2
U2 (2.63)
Daraus können die Temperatur und der Druk an jeder beliebigen Stelle im Spalt wie
folgt berehnet werden
T = T1
1 + γ−1
2
M21
1 + γ−1
2
M2
(2.64)
p =
p1M1
M
√
1 + γ−1
2
M21
1 + γ−1
2
M2
(2.65)
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Da die Eintritts- und Austrittsrandbedingung abhängig von der Mahzahl ist, kann die
Mahzahlgleihung 2.55 nur iterativ gelöst werden. Es wird vor der Berehnung die Mah-
zahl und der Druk am Austritt abgeshätzt. Für den Fall, dass die Strömung am Spal-
taustritt gerade die Shallgeshwindigkeit erreiht, gilt M2 = 1 und p2 = p3. Aus mathe-
matishen Gründen wird das Anfangswert von M2 auf 0, 9999 gesetzt. Die Gleihung 2.55
wird mit dem Runge-Kutta Verfahren gelöst. Man erhält den Druk p1 und die Mah-
zahl M1 am Eintritt. Gleihzeitig kann der Druk am Eintritt p
′
1 abhängig von M1und p0
nah Gleihung 2.62 berehnet werden. Es gilt p1 = p
′
1 für eine konvergierende Lösung.
Andernfalls muss M2 oder p2 korrigiert werden. Der folgende Programmablauf stellt die
wesentlihen Lösungsshritte dar.
Eingabe der Geometrie- und Betriebsparameter
Spalthöhe H, Spaltlänge L, Temperatur T, Druck p
Austrittsbedingung vorgeben:
Widerstandsbeiwert nach Reynoldszahl bestimmen
Ja
Nein
Nein
mit Hilfe des Runge-Kutta Verfahren lösen
Ja
Ausgabe
PSfrag replaements
M2 = 0, 9999, p2 = p3
dM2/dx
p1 > p
′
1
p1 < p
′
1
Untershall
M2 = M2(p
′
1/p1)
Shallströmung
Berehnung konvergiert
p1 = p
′
1
p2 = p2(p
′
1/p1)
Abbildung 2.6: Programmablauf zur iterativen Lösung von Gleihung 2.55 mit den Ein- und
Austrittsrandbedingungen
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2.1.4 Modellierung der Strömung unter Berüksihtigung der Ober-
ähenstruktur
Wie in Kapitel 1 erwähnt, spielt die Oberähenstruktur eine groÿe Rolle bei einer Gas-
strömung in Kohleshwimmringdihtungen. Die Oberähenstruktur kann in eine Makro-
und Mikrostruktur aufgeteilt werden. Sowohl die Makrostruktur als auh die Mikrostruk-
tur sind wihtiger Bestandteil dieser Untersuhung. Die Makrostruktur, z. B. die Wel-
ligkeit oder eine Nut auf der Oberähe, wird im Rahmen der Berehnung geometrish
aufgelöst. Sie kann direkt bei der Erstellung der Geometrie berüksihtigt werden. Im Ge-
gensatz dazu ist diese Vorgehensweise für die Mikrostruktur in industriellen Anwendungen
mit den heute verfügbaren Rehnerresouren niht möglih. Um diese Oberähenstruktur
im numerishen Modell abzubilden, ist ein sehr feines Netz erforderlih. Im Fall einer tur-
bulenten Strömung kommt noh die Diskretisierung der dünnen Grenzshiht dazu. Für
eine laminare Strömung wird oft die genaue Oberähenrauheit in einem kleinen Gebiet
nahgebildet. Brenner [77℄ und Zhu [54℄ untersuhten den Einuss einer realen Oberä-
he auf eine Shmierlmströmung mit numerishen Methoden. Die Oberähenstrukturen
aus vershiedenen Fertigungsprozessen wurden gemessen und in einem Modell numerish
generiert, um den Einuss auf die Strömung zu analysieren.
Eine weitere Art von Mikrostrukturen sind zusätzlih angefertigte Mikromuster auf der
Oberähe. Oft werden Mikrostrukturen mit bestimmten Eigenshaften, z. B. Orientie-
rung und Gröÿe der Strukturen, während der Fertigung aufgeprägt, um gezielte tribo-
logishe Eigenshaften einzustellen. Die eigentlihe Oberähenrauheit wird oft gering
gehalten, damit der Eekt der Mikromuster dominant ist. Die Verteilung der Muster auf
der Oberähe ist oft periodish, daher ist die Betrahtung eines Teilgebiets in einem
numerishen Modell sinnvoll und ausreihend. Eine Herausforderung für die Strömungs-
berehnung im Mikrospalt ist die Behandlung der relativen Bewegung zwishen der ro-
tierenden Welle und dem stehenden Dihtring. Die vershiedenen Oberähenstrukturen
von Stahlwellen und Kohleringen führen bei der Bewegung zur einer Wandversetzung. Die
Strömungsberehnung muss die zeitlihe Änderung des Rehengebiets berüksihtigen. Es
gibt nur wenige Veröentlihungen, in denen dieser Eekt der Rauheit unter relativer
Bewegung untersuht wird [5355, 78, 79℄. Dabei wird die Oberähenrauheit durh ei-
ne zeitabhängige Shmierlmhöhe in der Reynoldsgleihung berüksihtigt. Aufgrund der
getroenen Vereinfahungen wird die Trägheitskraft der Strömung in der Reynoldsglei-
hung vernahlässigt. Daher ist sie nur für bestimmte Reynoldszahlen und Oberähen-
geometrien anwendbar [80℄. Eine spätere Untersuhung von Sahlin [80℄ zeigt, dass die
Ergebnisse ohne Berüksihtigung der Trägheitskraft fehlerhaft sein können. Es gibt eine
groÿe Abweihungen in der Drukverteilung. Die Strömung in einer Gasdihtung über-
shreitet diese Grenze. Der Trägheitseekt kann daher niht vernahlässigt werden. Die
Navier-Stokes Gleihungen werden benötigt für die Untersuhung. Um die Änderung des
Rehengebiets zu realisieren wird die Open Soure Software OpenFOAM verwendet. Das
Programm basiert auf C++ Bibliotheken und verwendet die Finite-Volumen-Methode für
die räumlihe Diskretisierung der Erhaltungsgleihungen. Die implizite Euler Methode
wird für die zeitlihe Diskretisierung ausgewählt. Anders als in CFX löst OpenFOAM
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die Druk-Geshwindigkeit-Kopplung auf einem iterativen Weg. Vershiedene Algorith-
men wie PISO oder SIMPLE sind implementiert. Es erlaubt eine vom Benutzer denierte
zeitlihe Änderung des Rehengebietes und die entsprehende Netzgenerierung. Die ge-
messene Oberäheninformation wird mathematish analysiert und in den Quellode von
OpenFOAM implementiert.
Im Fall einer turbulenten Strömung ist das Nahbilden der genauen Rauheit im Modell
niht realistish. Man setzt einen Reibungskoezient, der eine Funktion der Wandrauheit
ist, für die Wandshubspannung ein. Experimente zeigen, dass der Reibungskoezient
von der Reynoldszahl (Re) und die relative Rauheit (das Verhältnis von Wandrauheit
ks und hydraulishe Durhmesser D) abhängig ist. Hier wurde die Sandkornrauheit von
Nikuradse als Ersatzgröÿe für die tehnishe Wandrauheit eingeführt. In Abbildung 2.7
ist ein 2D-Shnitt aus einer dreidimensionalen Oberähenstruktur dargestellt. Die bei-
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Abbildung 2.7: Darstellung der natürlihen Rauheit und der äquivalenten Sandrauheit
den Gröÿen sind niht unbedingt identish. Untersuhungen von Shlihting [81℄ zeigen,
dass eine äquivalente Sandkornrauheit die Auswirkung einer tehnishen Wandrauheit
auf den Drukverlust nahbilden kann. Umfangreihe Versuhe wurden durhgeführt, um
diesen Zusammenhang zu ermitteln. Für die Rohrströmung ist dies bekannt als Moody-
oder Colebrook-Diagramm. Das Diagramm teilt sih in Abhängigkeit der Reynoldszahl
in einen laminaren und einen turbulenten Bereih auf. Die kritishe Reynoldszahl liegt
bei Rekr = 2320. Der turbulente Bereih kann weiter nah dem Verhalten für ideal glatte
Rohre und dem für raue Rohre unterteilt werden. Als Parameter wird nah Shlihting
[81℄ der Wert
ks
D
·Re0,875 verwendet.
Für
ks
D
· Re0,875 ≤ 25 ist der Einuss der Wandrauheit vernahlässigbar. Die äquivalente
Sandkornrauheit bendet sih innerhalb der laminaren Untershiht. Der Reibungsbeiwert
ist nur von der Reynoldszahl abhängig. Es gilt nah Prandtl für alle Re ≥ Rekr
1√
f
= 2 · lgRe ·
√
f
2, 51
(2.66)
Im Gegensatz dazu spielt die Wandrauheit eine wihtige Rolle, wenn die laminare Unter-
shiht wesentlih kleiner als die äquivalente Wandrauheit ist. Der Einuss der Reynolds-
zahl nimmt mit einem steigenden Wert ab. Wenn
ks
D
· Re0,875 ≥ 350 erfüllt ist, wird der
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Reibungsbeiwert allein von der relativen Wandrauheit bestimmt. Der Reibungsbeiwert
kann nah Nikuradse folgendermaÿen bestimmt werden
f =
1(
2 · lgD
ks
+ 1, 14
)2 (2.67)
Im Übergangsbereih wird der Reibungsbeiwert von der Reynoldszahl und der relativen
Wandrauheit beeinusst. Eine Erweiterung der Gleihung 2.66 nah Colebrook ist
1√
f
= 2 · lg
(
Re · √f
2, 51
+ 0, 27
ks
D
)
(2.68)
Zur Bestimmung des Reibungsbeiwertes nah dieser Formel ist ein iteratives Berehnen
notwendig. Ein alternativer Ansatz im Bereih der Wellendihtung ist das Modell nah
Blasius. Der Reibungsbeiwert kann wie folgt formuliert werden
fS = nS
(
2ρhWS
µ
)mS
, fR = nR
(
2ρhWR
µ
)mR
(2.69)
nS,R undmS,R sind Parameter für den Strömungswiderstands an der Wand. Sie werden aus
experimentellen Daten bestimmt. Yamada [82℄ ermittelte den Widerstand eines kreisring-
förmigen Spalts mit glatten Wänden und erhielt nS,R = 24, mS,R = −1 für laminare und
nS,R = 0, 079, mS,R = −0, 25 für turbulente Strömungen. Zuk [10℄ verwendete diese em-
pirishen Werte für die Berehnung der Lekage in einer Wellendihtung. Die Ergebnisse
stimmten mit der Messung gut überein. Die Approximation von Moody für die Rohrströ-
mung berüksihtigt die relative Rauheit. Nah der Anpassung für einen konzentrishen
Ringspalt ergibt sih
f = a1
[
1 +
(
b2ks
2h
+
b3
Reh
)1/3]
(2.70)
mit a1 = 1, 375 · 10−3, b2 = 2 · 104, b3 = 106 und der entsprehenden Sandrauheit ks. Im
Vergleih zu Gleihungen 2.66 und 2.68 ist keine iterative Lösung erforderlih.
Für eine turbulente Strömung hat die Wandrauheit den Eekt, die turbulente Produktion
in der Nähe von Wand zu erhöhen. Es führt zu einer Zunahme der Wandshubspannung
und Zerstörung der viskosen Untershiht. Die logarithmishe Shiht in Abbildung 2.1
vershiebt sih nah unten. Gleihung 2.22 ändert sih zu
u+ =
1
κ
ln y+ +B −∆B(k+) mit k+ = kuτ
ν
(2.71)
Die Vershiebung ∆B ist abhängig von der dimensionslosen Wandrauheit. In CFX wird
eine raue Flähe durh ihre äquivalente Sandkornrauheit berüksihtigt. ∆B lässt sih wie
folgt berehnen
∆B =
1
κ
ln(1 + 0, 3k+s ) (2.72)
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2.2 Numerishe Lösungsmethode
Die RANS-Gleihungen und die Gleihungen in der Bulk-Strömungstheorie sind ohne
weitere Annahmen nur numerish lösbar. Die 3D-Simulationen in dieser Arbeit werden
im Softwarepaket ANSYS durhgeführt. Das k − ω SST Modell wird für die turbulente
Strömungsberehnung ausgewählt. Für die 2D Bulk-Strömungstheorie wird das Modell
in Matlab programmiert. Das Gleihungssystem wird bei den beiden Berehnungen mit
der Finiten-Volumen-Methode (FVM) räumlih diskretisiert, anshlieÿend wird das Re-
hengebiet vernetzt und in kleine Kontrollvolumen (KV) aufgeteilt. Abhängig von dem
Speiherort der unbekannten Variablen kann die Variablenanordnung im Gitter versetzt
oder niht versetzt sein. Das heiÿt, die unbekannten Variablen werden auf einem unter-
shiedlihen oder einem identishen Satz von Gitterpunkten gespeihert. In ANSYS CFX
werden alle Variablen auf den Gitterknoten gespeihert. Eine Besonderheit hier ist, dass
das Kontrollvolumen niht dem Netzelement entspriht sonder auf den Elementmittel-
punkten basiert. Ein Kontrollvolumen in ANSYS CFX wird in Abbildung 2.8 shema-
tish dargestellt. Alle Gleihungen werden über das gleihe Kontrollvolumen integriert.
PSfrag replaements
Elementmitte
Kontrollvolumen
Netzelement
Knoten
Abbildung 2.8: Kontrollvolumen in CFX
Um das von dieser Methode zugeführte entkoppelte Druk- und Geshwindigkeitsfeld
bei inkompressiblen Strömungen zu vermeiden, verwendet ANSYS CFX eine ähnlihe
Strategie wie Rhie [83℄ und Majumdar [84℄. Dabei wird die Geshwindigkeit an jedem
Integrationspunkt durh die Impulsgleihung ausgedrükt. In kompressiblen Strömungen
ist das Drukfeld durh die Dihte in der Kontinuitäts- und Zustandsgleihung mit dem
Geshwindigkeitsfeld gekoppelt. Zusammen mit den Randbedingungen bildet die Diskre-
tisierung aller Transportgleihungen ein gekoppeltes Gleihungssystem Aφ = b, das nah
der Unbekannten φ gelöst werden kann. Ein konventioneller Lösungsweg ist die Projekti-
onsmethode, um die Impuls- und Kontinuitätsgleihung zu erfüllen. Diese Methode ist ein
iteratives Verfahren, in dem zuerst ein aus den Impulsgleihungen berehnetes Geshwin-
digkeitsfeld ohne Erfüllung der Kontinuitätsgleihung berehnet wird. Anshlieÿend wird
es anhand der Massenerhaltung korrigiert. Die Algorithmen SIMPLE (Semi-Impliit Pres-
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sure Linked Equation) und PISO (Pressure Impliit Splitting of Operators) sind für diese
Methode bekannt. Anders als das iterative Verfahren löst das Programm ANSYS CFX
die diskretisierte Gleihungen für Geshwindigkeit und Druk als ein einziges Gleihungs-
system. Aus diesem Grund wird die Anzahl der Iterationen bis zur Konvergenz reduziert.
Allerdings erhöht sih die für jede Iteration erforderlihe Rehenzeit. Eine ausführlihe
Beshreibung dazu ndet man in [65℄.
Die Lösung der Bulk-Strömungsgleihungen wird ebenfalls mittels der FVM mit niht
versetzter Variablenanordnung realisiert. Wie in Abbildung 2.9(a) dargestellt werden die
Kontrollvolumen direkt vom Netz gebildet. Alle Variablen werden dem Zellenzentrum des
Kontrollvolumens zugeordnet. Um Oszillation des Drukfeldes zu vermeiden, wird auh
hier eine Impulsinterpolation ähnlih wie in [83℄ eingesetzt. Nah der Methode von De-
mirdzi [85℄ wird zur Berüksihtigung der Kompressibilität der Strömung der iterativen
SIMPLE Algorithmus modiziert. Die Vorgehensweise wird in den folgenden Abshnitten
dargestellt.
Zu betrahten ist der Ringspalt in Abbildung 2.9(b). Aufgrund der einfahen Geometrie
wird das Rehengebiet mit einem strukturierten Gitter aufgeteilt. Bezüglih des Kontroll-
volumens in Abbildung 2.9 sind die Gleihungen 2.24-2.27 zu integrieren. Für das Kon-
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Abbildung 2.9: Vergleih statisher Drukkoezienten
trollvolumen P wird zuerst anhand der östlihen Seite e und einer skalaren Unbekannte
φ die Diskretisierung des Konvektionsterms detailliert erklärt. Der konvektive Fluss auf
dieser Seite kann ausgedrukt werden als
Fe =
∫
Se
ρφu · ndS ≈ m˙eφe = (ρUS)eφe (2.73)
Darin ist Se = HRδθ die Flähe auf Seite e von Kontrollvolumen P . Für die Interpolation
von φe wird eine Aufwind-Interpolation (Upwind Sheme [75℄) angewendet. Abhängig von
der Flieÿrihtung der Strömung durh Se gilt die folgende Approximation für φe
φe =
{
φP falls m˙ > 0
φE falls m˙e < 0
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Daraus kann der konvektive Fluss auf Se,n,s,w wie folgt formuliert werden
Fe = max(m˙e, 0)φP +min(m˙e, 0)φE, Fw = max(m˙w, 0)φP +min(m˙w, 0)φW
Fn = max(m˙n, 0)φP +min(m˙n, 0)φN , Fs = max(m˙s, 0)φP +min(m˙s, 0)φS
(2.74)
Der Massenstrom auf der jeweiligen Flähe ist
m˙e = (ρUS)e, m˙w = (ρUS)w
m˙n = (ρWS)n, m˙s = (ρWS)s
(2.75)
Die Integralform der Gleihung 2.25 ergibt sih mit Rdθ = dz zu∫ e
w
∫ n
s
∂
∂x
(ρHUU)dxdz +
∫ e
w
∫ n
s
∂
∂z
(ρHWU)dxdz =
∫ e
w
∫ n
s
−H ∂p
∂x
dxdz +
∫ e
w
∫ n
s
τxdxdz
(2.76)
Die Konvektionsterme auf der linken Seite können nah 2.74 mit φ = U dargestellt werden∫ e
w
∫ n
s
∂
∂x
(ρHUU)dxdz +
∫ e
w
∫ n
s
∂
∂z
(ρHWU)dxdz ≈ FUe + FUw + FUn + FUs (2.77)
Die Koezienten der Konvektionsterme für die Unbekannten UE,N,W,S,P in der algebrai-
shen Gleihung ergeben sih zu
aUE = min(m˙e, 0), a
U
N = min(m˙n, 0)
aUW = min(m˙w, 0), a
U
S = min(m˙s, 0)
aUcP = max(m˙e, 0) + max(m˙n, 0) + max(m˙w, 0) + max(m˙s, 0)
Das Integral der Shubspannung aus Gleihung 2.28 folgt zu∫ e
w
∫ n
s
τxdxdz =
1
2
[ρ(fSVS + fRVR)U ]P∆x∆z (2.78)
Damit ändert sih der Koezient für UP zu
aUP = a
Uc
P −
1
2
[ρ(fSVS + fRVR)]P∆x∆z (2.79)
Der Quellterm in der Impulsgleihung ist in diesem Fall nur der Drukgradient. Die Dis-
kretisierung ergibt sih∫ e
w
∫ n
s
−H ∂p
∂x
dxdz = −
∫
V
∂p
∂x
dV ≈ − pe − pw
xe − xw∆V (2.80)
Gleihung 2.76 erhält die diskretisierte Form
aUPUP + a
U
EUE + a
U
NUN + a
U
WUW + a
U
SUS = S
U
(2.81)
mit SU = − pe − pw
xe − xw∆V .
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Auf ähnlihe Weise können die Impulsgleihung in Umfangsrihtung und die Energieglei-
hung diskretisiert werden
aUPWP + a
U
EWE + a
U
NWN + a
U
WWW + a
U
SWS = S
W
mit SW = −pn − ps
∆z
∆V − 1
2
[ρfRVRRω]P∆x∆z
(2.82)
aTPTP + a
T
ETE + a
T
NTN+a
T
WTW + a
T
STS = S
T mit
ST = UP
pe − pw
xe − xw∆V −WP
pn − ps
∆z
∆V − [RωτRθ − Uτx −Wτθ]P∆x∆z
aT = cp·aU
(2.83)
Nah der Durhführung dieser Approximation für alle Kontrollvolumen ergibt sih für
Gleihungen 2.81-2.83 jeweils ein algebraishes Gleihungssystem. Es lautet in Matrix-
Notation
Aφ = b (2.84)
A ist eine dünn besetzte, quadratishe Matrix mit den Koezienten a auf der Diagonalen.
φ ist eine Spaltmatrix mit den Unbekannten in jedem Gitterpunkt, und b ist der Vektor,
der den Quellterm S und die Randbedingungen enthält.
Das aus Gleihung 2.84 berehnete Strömungsfeld erfüllt niht automatish die Massen-
erhaltung. Um sie zu berüksihtigen, wird die Kontinuitätsgleihung bei der Formulierung
der Drukkorrekturgleihung integriert. Im Fall, dass das berehnete Strömungsfeld aus
der aktuellen Iteration die Massenerhaltung niht erfüllt ist, entsteht ein Ungleihgewiht
des Massenusses um das Kontrollvolumen P . Es gilt für den vorliegenden Massenuss
m˙∗e + m˙
∗
w + m˙
∗
n + m˙
∗
s = Q
∗
m (2.85)
Q∗m ist das zu eliminierende Ungleihgewiht. Das Symbol ∗ kennzeihnet die Variablen,
die korrigiert werden sollen. Im weiteren Text wird das Symbol
′
für den zu korrigie-
renden Wert verwendet. Unter Berüksihtigung der Kompressibilität müssen sowohl die
Geshwindigkeit als auh die Dihte für die Korrektur des Massenusses betrahtet wer-
den. Aus diesem Grund kann beispielsweise der rihtige Massenuss durh die Seite e wie
folgt formuliert werden
m˙e = [(ρ
∗ + ρ′)(U∗ + U ′)S]e = m˙
∗
e + (ρ
∗U ′ + ρ′U∗ + ρ′U ′)eSe︸ ︷︷ ︸
m˙′e
(2.86)
Da das Produkt des Korrekturterms (ρ′U ′S)e shneller als die zwei anderen Terme gegen
null geht, darf er vernahlässigt werden. Wegen der niht versetzten Variablenanordnung
müssen alle Unbekannte auf jeder Kontrollvolumen-Seite interpoliert werden. Für Varia-
blen auÿer der Geshwindigkeit wird typisherweise eine lineare Interpolation verwendet.
Zum Beispiel ergibt sih für die Gröÿe φ auf Seite e
φe = φEλe + φP (1− λe) (2.87)
Darin ist λe =
xe − xP
xE − xP der lineare Interpolationsfaktor. Um ein oszillierendes Drukfeld
zu vermeiden, muss die Interpolation der Geshwindigkeit bei der Approximation des
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Abbildung 2.10: Virtuelles Kontrollvolumen um Seite e
Drukgradients behandelt werden. Eine Möglihkeit ist die folgende Beshreibung nah
Ferziger und Peric´ [43℄
U∗e = U
∗
e −∆Ve
(
1
aUP
)
e
[(
δp
δx
)
e
−
(
δp
δx
)
e
]
(2.88)
Dafür wird ein virtuelles Kontrollvolumen um Seite e gelegt (Abbildung 2.10), dessen
Volumen wie folgt berehnet werden kann
∆Ve = (xE − xP )(yn − ys)H (2.89)
Der Term
(
δp
δx
)
e
=
pE − pP
xE − xP ist der Drukgradient um die Seite e. Die Überlinie bedeutet
eine lineare Interpolation von den Werten aus den Nahbarknoten. U∗e kann beispielsweise
von U∗P,E aus Gleihung 2.87 bestimmt werden. Analog dazu werden ebenfalls
(
1
aUP
)
e
und
(
δp
δx
)
e
berehnet. Die Geshwindigkeitskorrektur wird im Vergleih zu Gleihung
2.88 durh eine Drukkorrektur formuliert
U ′e = −∆Ve
(
1
aUP
)
e
(
δp′
δx
)
e
(2.90)
Die Dihtekorrektur wird mit dem idealen Gasgesetz abhängig von der Drukkorrektur
wie folgt ausgedrükt
ρ′ =
(
∂ρ
∂p
)
T
p′ mit Cρ =
(
∂ρ
∂p
)
T
=
1
RT
(2.91)
Für die Temperatur T werden die Werte aus der letzten Iteration übernommen. Da alle
Korrekturen am Ende der Iteration gegen null gehen sollen, ist die konvergierende Lö-
sung von der Auswahl von Cρ unabhängig. Die Massenkorrektur kann jetzt durh die
Drukkorrektur ausgedrukt werden
m˙′e = −(ρ∗S∆V )e
(
1
aUP
)
e
(
δp′
δx
)
e
+ (
Cρm˙
∗
ρ∗
)ep
′
e mit (U
∗S)e = (
m˙∗
ρ∗
)e (2.92)
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Bezüglih Gleihung 2.85 wird die Kontinuitätsgleihung erfüllt, wenn der Massenuss
nah folgender Gleihung korrigiert wird
m˙′e + m˙
′
w + m˙
′
n + m˙
′
s +Q
∗
m = 0 (2.93)
Der Wert auf den Seitenähen p′e,s,n,w kann aus den Knotenpunkten durh Aufwind oder
lineare Interpolation approximiert werden. Es folgt ein algebraishes Gleihungssystem
für die Drukkorrekturen von Kontrollvolumen P und den benahbarten Kontrollvolumen
aPp
′
P + aEp
′
E + aNp
′
N + aWp
′
W + aSp
′
S = −Q∗m (2.94)
Je nah Approximationen (Aufwind, linear usw.) können die Koezienten analog zur Dis-
kretisierung der Impuls- und Energiegleihung bestimmt werden. Anhand der Werte von
p′ werden das Druk-und Geshwindigkeitsfeld bzw. der Massenuss nah jeder Iteration
korrigiert. Die Dihte wird zur Verbesserung der Konvergenz niht korrigiert, sondern mit
dem idealen Gasgesetz bestimmt.
Im Fall der Kohleshwimmringdihtung sind normalerweise nur der Betriebszustand und
die Umgebungsbedingungen bekannt. Hier wird die Zustandsänderung am Spalteintritt
als adiabatish angenommen. Druk und Temperatur am Spalteintritt können anhand
der vorgegebenen Randbedingungen berehnet werden. Abhängig von der Mahzahl am
Austritt kann der Druk an diesem Ort gröÿer oder gleih der Umgebungsdruk sein.
Aus diesem Grund wird die Randbedingung am Spaltaustritt während der Iteration mit
dem vorgegebenen statishen Druk analog zur 1D-Berehnung angepasst. Um die Kon-
vergenz und Stabilität der Berehnung zu verbessern, muss der Einuss des Drukes auf
die Geshwindigkeit implizit betrahtet werden. Die genaue Implementierung ist in [85℄
und [43℄ erklärt. Der Programmablauf ist niht identish mit dem SIMPLE-Verfahren. In
der inneren Iteration wird die Korrektur des Strömungsfeldes wiederholt, bis das Ungleih-
gewiht des Massenusses eliminiert wird. Danah werden die Energiegleihung und die
Zustandsgleihung gelöst. Die Temperatur und die Dihte werden ebenfalls aktualisiert.
Der Prozess endet, wenn die Änderung des Drukes zwishen zwei äuÿeren Iterationen
weniger als 0,1% ist. Die wesentlihe Shritte sind unten aufgelistet.
1. Beginn der Berehnung mit einer geshätzten Verteilung von U, T und p im Ring-
spalt.
2. Bestimmen der Dihte anhand p, T nah dem idealen Gasgesetz.
3. Berehnen der Koezienten aU und Quellterm SU,W für die Impulsgleihung aus
den vorhanden Variablen; Erstellen und Lösen der Impulsgleihung 2.81 für die
Geshwindigkeitsverteilung.
4. Erstellen und Lösen der Drukkorrekturgleihung 2.94. Aktualisieren des Drukfel-
des.
5. Erstellen und Lösen der Energiegleihung 2.83, um das Temperaturfeld zu bestim-
men.
6. Wiederholen der Shritten 2 bis 5 bis das Konvergenzkriterium erreiht ist.
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2.3 Modellierung der mehanishen Deformation
Die mehanishe Deformation in dieser Arbeit wird hauptsählih mit ANSYS bereh-
net. Basierend auf [8688℄ werden in diesem Abshnitt die Grundlagen für die numerishe
Berehnung im Bereih Festkörpermehanik kurz erklärt. Des Weiteren werden die ana-
lytishe Lösungen für ringförmige und tellerförmige Bauteile erläutert.
2.3.1 Theoretishe Grundlage und die Finite-Elemente-Methode
Anders als in der Strömungsmehanik wird in der Festkörpermehanik die Lagrangeshe
Betrahtungsweise verwendet. Zu betrahten ist eine Masse aus materiellen Punkten, de-
ren Weg eine Funktion der Zeit ist. Angenommen X ist die Referenzkonguration des
materiellen Punkts P und x(X, t) ist der Ortsvektor von P zum Zeitpunkt t. Die Vershie-
bung ist gleih u(X, t) = x(X, t)−X. Daraus folgt die Denition für die Geshwindigkeit
v.
v =
∂u
∂t
∣∣∣∣
X
= u˙ (2.95)
An diese Stelle sei angemerkt, dass hier u die Deformation und v die Geshwindigkeit
beshreibt, während in den vorherigen Kapiteln, wie in der Strömungsmehanik üblih ist,
die Geshwindigkeit mit u bezeihnet wird. Die Erhaltungsprinzipien für Masse, Impuls
und Energie gelten ebenfalls für Festkörper. Dabei ist die Massenerhaltung in Lagran-
gesher Betrahtung automatish erfüllt. Die Impuls- und Energieerhaltung können wie
folgt formuliert werden.
Impulsbilanz:
d
dt
∫
V
ρvdV =
∫
S
TRndS +
∫
V
ρkdV (2.96)
Energiebilanz:
d
dt
∫
V
(
1
2
[v · v
2
+ e
]
ρdV =
∫
V
ρv · kdV +
∫
V
ρψdV +
∫
S
v · (Tn)dS −
∫
S
q · nds (2.97)
ψ ist die Wärmezufuhr per Masseneinheit. Der Spannungstensor TR in der Impulsbilanz
ist der sogenannte erste Piola-Kirhhoshe Spannungstensor und wird folgend deniert
TR = (detF)TF
−⊤
(2.98)
mit F = ∇u+I und dem Cauhyshen Spannungstensor für ein linear-elastishes isotropes
Material
T = 2G
(
E+
ν
1− 2ν (spE)I
)
(2.99)
G ist der Shubmodul und ν die Querkontraktionszahl (Poissonzahl). Für kleine Vershie-
bungen und Verzerrungen kann der nihtlineare Term ∇u · (∇u)⊤ vernahlässigt werden.
Dadurh geht der Greenshe Verzerrungstensor E =
1
2
(FF⊤ − I) in den Cauhyshen
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Verzerrungstensor EC =
1
2
[∇u+ (∇u)⊤] über. Die Gleihung 2.99 entspriht der verall-
gemeinerten Darstellung des Hookeshen Gesetzes.
Die Finite-Element Formulierung des Gleihungssystems in ANSYS basiert auf der Prinzip
der virtuellen Arbeit. Die Details dazu sind in [87, 88℄ beshrieben. Für einen Körper, der
sih im Gleihgewiht bendet, muss die Änderung der virtuellen Arbeit einer inneren
Kraft (die Spannungsenergie) durh eine identishe Änderung der virtuellen Arbeit einer
äuÿeren Kraft ausgeglihen werden. Dies entspriht der shwahen Form der Impulsbilanz.
Für ein lineares Material- und Geometrieverhalten ergibt sih∫
V
δ
(
E⊤CE− E⊤Cǫth) dV = ∫
S
δu⊤tdS +
∫
V
δu⊤ρkdV +
∫
V
δu⊤ρv˙dV (2.100)
mit der Elastizitätsmatrix C und der thermishen Verzerrung ǫth.
Statt FVM für die Strömungsberehnung wird das zu betrahtende Rehengebiet mit
der Finite-Elemente-Methode diskretisiert. Die globale Vershiebung u wird durh einer
Formfunktion N auf einem lokalen normierten Gebiet zu q transformiert. Die Vershie-
bung innerhalb eines niten Elements kann daher in lokalen Koordinatensystem wie folgt
ausgedrükt werden
u = Nq (2.101)
Weiterhin kann der Verzerrungstensor ebenfalls durh q beshrieben werden als
E = Bq (2.102)
Die Matrix B basiert auf der Formfunktion N und wird als Verzerrungsvershiebungs-
matrix bezeihnet. Daher kann die virtuelle Arbeit der inneren Kraft im lokalen Koordi-
natensystem wie folgt ausgedrükt werden∫
V
δq⊤
(
E⊤CE− E⊤Cǫth) dV = δq⊤ ∫
V
B⊤CBdV
︸ ︷︷ ︸
K
q− δq⊤
∫
V
B⊤CǫThdV
︸ ︷︷ ︸
Fth
(2.103)
In dieser Weise ergibt sih die Diskretisierung für Gleihung 2.100
δq⊤ [F+Mq¨] = δq⊤
[
Kq− Fth] (2.104)
Die Matrix M =
∫
V
ρN⊤NdV wird als Massenmatrix bezeihnet. In der Matrix F sind
die Oberähen- und Volumenkräfte enthalten. Sie sind unabhängig von der Knotenver-
shiebung q. Da δq eine beliebige Gröÿe sein kann, muss die folgende Bedingung erfüllt
werden
Mq¨−Kq− Fth + F = 0 (2.105)
Mit dem Zusammenhang u˙ = v und einer zeitlihen Diskretisierung kann aus Gleihung
2.105 ein lineares Gleihungssystem analog zu Gleihung 2.84 generiert werden. Die Ge-
shwindigkeit und die Vershiebung lassen sih daraus berehnen.
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2.3.2 Analytisher Lösungsansatz
Für einfahe Geometrien lassen sih die im letzten Abshnitt beshriebenen Modelle ana-
lytish lösen. Dies hat den Vorteil, dass der Rehenaufwand minimal ist. In diesem Ab-
shnitt wird die Belastung auf die Dihtungsteile untersuht. Es werden Vereinfahungen
für die Belastung und Geometrie getroen, um eine analytishe Lösung zu erzielen. Wie
in Abbildung 1.1 gezeigt sind der Dihtring und der Kammerteil die Hauptbauteile für die
Dihtfunktion. Während des Betriebs werden sie thermish und mehanish belastet. Ein
Quershnittprol und die mehanishe Belastung für ein Dihtungselement sind in Abbil-
dung 2.11 shematish dargestellt. Die Federkraft garantiert einen siheren Kontakt zwi-
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Abbildung 2.11: Die zu betrahtende Struktur und die mehanishe Belastung
shen dem Dihtring und dem Kammerteil, damit keine Lekage durh die Nebendihtung
möglih ist. Sie beträgt wenige Newton. Im normalen Betrieb mit einer Drukdierenz
deutlih über 10bar ist diese Kraft im Vergleih mit der Drukbelastung irrelevant. Daher
kann sie vernahlässigt werden. Da die Drukverteilung auf der linken Seite im Kammer-
teil kaum einen Einuss auf das Dihtverhalten hat, wird diese an dieser Stelle ebenfalls
niht betrahtet. Eine detaillierte mehanishe Belastung jeweils für den Dihtring und
das Kammerteil kann in Abbildung 2.12 dargestellt werden. Die ungleihmäÿige Drukver-
teilung im exzentrishen Ringspalt führt zu einer Kraft, die den Dihtring wieder zentrish
zur Welle shiebt. Diese Kraft ist im Gleitlagerbereih bekannt als Lomakin-Kraft. Die
resultierende Druklastverteilung und die Kraft auf dem Dihtring führt zu einer Dre-
hung um die Kontaktähe. Andererseits kann das Kammerteil beim hohen Prozessdruk
gebogen werden. Der Dihtring verformt sih nah der Deformation des Kammerteils. In
Abbildung 2.12(a) erkennt man, dass das Moment von der in radialer Rihtung und der
in axialer Rihtung resultierenden Kraft gegeneinander wirkt. Daher kann angenommen
werden, dass die Deformation vom Dihtring durh das Drehmoment eine untergeordnete
Rolle spielt. Die Drehung folgt nah der Kontaktähe bzw. die Biegung des Kammerteils.
Es bleibt nur die radiale mehanishe Belastung zu berüksihtigen. Zusätzlih wird der
Quershnitt der Dihtringgeometrie zu einem Rehtek vereinfaht. Die Titanbandage und
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Abbildung 2.12: Resultierende mehanishe Belastung auf Dihtring (a) und Kammerteil (b)
der Kohlering werden durh eine Presspassung verbunden. Die Skizze in Abbildung 2.13
zeigt die vereinfahte Geometrie und die darauf wirkende Drukbelastung. Die Theorie
dafür ndet man in den Lehrbüher für tehnishe Mehanik (z. B. [89℄). Es wird da-
von ausgegangen, dass die Materialien linear-elastish sind. Diese Annahme gilt für alle
Bauteile in dieser Arbeit. In der θ − r Ebene in Abbildung 2.13 ergibt sih
σθ = σr + r
dσr
dr
(2.106)
εr =
1
E
[σr − ν(σθ + σz)]
εθ =
1
E
[σθ − ν(σr + σz)]
(2.107)
Auÿerdem gilt:
εr =
du
dr
, εθ =
u
r
(2.108)
Aus 2.106-2.108 kann die Vershiebung und die Spannung analytish berehnet werden
u =
1
E
[
(1− ν)C1r − (1− ν)C2
r
− νσzr
]
(2.109)
σr = C1 +
C2
r
(2.110)
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Abbildung 2.13: Skizze für die Berehnung der Deformation in radialer Rihtung mit Berük-
sihtigung der Presspassung
σθ = C1 − C2
r
(2.111)
Wie in Abbildung 2.13 dargestellt, werden die folgenden Randbedingungen erfüllt
1. σz = 0, keine Belastung in axialer Rihtung
2. σrK = σrT bei der Kontaktähe r = Rm
3. uT (r=Rm) − uB(r=Rm) = δ, die Dierenz der Vershiebung ist gleih dem Übermaÿ
4. σrT (r=RTa) = p0, der Betriebsdruk am äuÿeren Rand der Titanbandage
5. σrK(r=RKi) = p¯, der mittlere Strömungsdruk am inneren Rand des Kohlerings
Mit den Materialdaten von Titan und Kohlensto [90℄ können die Konstanten C1 und C2
bestimmt werden. Die Vershiebung und die Spannung im Dihtring lässt sih abhängig
vom Radius berehnen. Als weiteres wird die Reibungskraft auf der Kontaktähe berük-
sihtigt. Ist die radiale Drukbelastung gröÿer als die Reibungskraft FR, deformiert der
Dihtring nah der vorherigen Berehnung. Anderenfalls wird diese radiale Deformation
vernahlässigt.
Wie in Abbildung 2.12(b) gezeigt, ist das Kammerteil eine kreisförmige Platte. Young [91℄
fasste die Formeln für die Berehnung von der mehanishen Spannung und Vershiebung
im Anwendungsbeispiel zusammen. Allerdings hat eine axiale Vershiebung keinen Ein-
uss auf die Spaltströmung. Man interessiert sih nur für die radiale Spaltänderung. Daher
wird der Neigungswinkel für das Kammerteil betrahtet. Für den Fall in Abbildung 2.12(b)
kann der Neigungswinkel nah [91℄ wie folgt berehnet werden
θ = θbF4 +Mrb
r
D
F5 +Qb
r2
D
F6 − q r
3
D
G14 (2.112)
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Die Biegesteigkeit D ist deniert als
D =
Et3
12(1− ν2) (2.113)
Darin sind F und G von Young [91℄ denierte Funktionen, die von der Position der Stre-
kenlast abhängig sind (siehe Anhang A.2). Mit der geometrishen Analyse kann der Nei-
gungswinkel auf die Spaltgeometrie übertragen werden. Zusammen mit der Deformation
des Dihtrings erhält man die Änderung der Spaltgeometrie im Betriebszustand. Es wird
eine neue Spaltgeometrie bestimmt. Die neue Spalthöhe kann mit dem 1D oder 2D-Modell
gekoppelt werden, um die Strömungsberehnung im Betrieb zu verbessern.
2.4 Kopplung von Fluid und Struktur mit ANSYSMul-
tield Löser
Die Kopplung von Fluid und Struktur wird in ANSYS durh die zusammengehörenden
Ränder realisiert. Ein Interfae wird für die Datenübertragung deniert. ANSYS verwen-
det einen Multifeld Löser - multiple ode oupling (MFX), der eine Übertragung der
Oberähenbelastung (z. B. Vershiebung, Temperatur, Kraft) zwishen dem Strömungs-
und dem Strukturfeld erlaubt. Auÿerdem müssen Randbedingungen für die Grenzähe
deniert werden, um die zwei gekoppelten Gleihungssysteme zu lösen. Aus der Wand-
haftbedingung müssen die folgende Dirihlet und Neumann Bedingung erfüllt werden [92℄
uf = us, Tfn = Tsn (2.114)
Die Geshwindigkeit des Fluids auf der Wandgrenzähe muss identish mit der Wand-
geshwindigkeit sein. Dies gilt auh für die Spannungsvektoren an der Wandgrenzähe.
Wenn thermishe Eekte eine Rolle spielen, müssen zusätzlihe Randbedingungen für die
Temperatur und den Wärmestrom deniert werden.
T f = T s, qf = qs (2.115)
Eine Deformation des Rehengebietes nah der Zeit erfordert eine Modikation der Glei-
hungen für das Strömungsgebiet zu∫
V
∂ρ
∂t
dV +
∫
S
ρ(u− uG) · n dS = 0 (2.116)
∫
V
∂(ρu)
∂t
dV +
∫
S
ρu(u− uG) · n dS =
∫
V
ρk dV +
∫
S
T · n dS (2.117)
∫
V
∂ρφ
∂t
dV +
∫
S
ρφ(u− uG) · n) dS =
∫
S
Γφ∇φ · ndS +
∫
V
SφdV (2.118)
Die tatsählihe Transportgeshwindigkeit ist die Dierenz zwishen der Strömungsge-
shwindigkeit und der Geshwindigkeit der Gitterbewegung uG. Die Gittergeshwindigkeit
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uG ist in den meisten praktishen Anwendungen niht bekannt und wird aus der Positi-
onsänderung des Gitterknotens rekonstruiert. Um Fehlerquellen nah der Diskretisierung
zu vermeiden, muss die folgende geometrishe Erhaltungsgleihung für jedes Kontrollvo-
lumen erfüllt werden.
d
dt
∫
V
dV =
∫
S
uGdS (2.119)
Dabei wird siher gestellt, dass ein beliebig bewegtes Gitter das Geshwindigkeitsfeld der
Strömung niht beeinusst. Die Gleihung wird als Spae Conservation Law [93℄ oder
Geometri Conservation Law [94℄ bezeihnet.
In ANSYS ist die Berehnung für das Strömungsgebiet und die Struktur unabhängig
voneinander. Das zu lösende Gleihungssystem und die Lösungsmethode werden separat
behandelt. Der MFX Löser dient dazu, die beiden physikalishen Felder zu kombinieren.
Er bietet die Möglihkeiten, die Berehnung von der Strömung und der Struktur seriell
oder gleihzeitig durhzuführen. Der Datenaustaush (Last und Vershiebung) ndet im
erstgenannten Fall nah jedem Zeitshritt statt. Dagegen erlaubt die zweite Variante die
Kopplung innerhalb des Zeitshrittes. Die beiden Lösungsansätze werden in Abbildung
2.14 skizziert. Auÿerdem kann die Simulation abhängig von der Zeitskala jeweils für die
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Abbildung 2.14: Lösungsansätze in ANSYS
Strömung und den Festkörper transient oder stationär durhgeführt werden. Da diese
Arbeit den stabilen Betriebszustand betrahtet, werden stationäre Simulationen für die
beiden Felder ausgewählt. Die Kraft aus dem Strömungsfeld wird zum Strukturfeld über-
tragen und die Vershiebung in der umgekehrten Rihtung. Ein anderer Grund dafür ist
der groÿe Rehenaufwand wegen der erforderlihen hohen Gitterauösung im Spaltbereih
und kleinen zeitlihen Diskretisierung. Da die Deformation durh die Drukverteilung der
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Strömung entsteht, wird zuerst das Strömungsfeld berehnet. Es wird eine maximale An-
zahl der Iterationen vorgegeben, so dass die Änderung der Vershiebung innerhalb den
Iterationen einen kleinen Grenzwert erreiht. Die gleihe Vorgehensweise ist in den 2D
bzw. 1D vereinfahten Modellen implementiert. Der einzige Untershied ist der Einsatz
von analytishen Modellen statt numerishen Modellen.
3 Verikation und Validierung der
Strömungssimulation
In diesem Kapitel werden die Verikation und die Validierung hinsihtlih der Strömungs-
berehnung durhgeführt. Die Ergebnisse einer numerishen Simulation enthalten immer
Fehler und Unsiherheiten. Laut [95℄ gibt es hauptsählih drei Fehlerquellen: unzureihen-
de räumlihe und zeitlihe Diskretisierung, unzureihende Konvergenz, Bedienerfehler und
Programmfehler. Die Ermittlung und die Qualizierung von Fehlern und Unsiherheiten
bezeihnet man als Verikation und Validierung. Im Bereih der CFD wird in der Regel
die Denition der beiden Ausdruksweisen nah [96℄ verwendet. Roahe [97℄ bezeihnete
der Ausdruk die Gleihung rihtig lösen für die Verikation und die rihtige Gleihung
lösen für die Validierung. Eine wihtigste Methode für die Verikation ist die Verfeine-
rung des Rehengitters und die Reduzierung des Zeitshrittes. Dabei wird der Diskreti-
sierungsfehler minimiert. Für die Validierung werden meistens die Simulationsergebnisse
mit Messdaten verglihen.
Die 3D-Berehnungen werden in dieser Arbeit mit dem kommerziellen Programm AN-
SYS CFX durhgeführt. Es wird davon ausgegangen, dass das Programm selbst veriziert
wird und keinen Programmfehler enthält. Die Verikation erfolgt in erster Linie durh
eine Gitterverfeinerung. Es wird sihergestellt, dass die Einstellungen (Randbedingungen,
Turbulenzmodell usw.) rihtig sind und die Berehnung konvergiert. Die gleihe Vorge-
hensweise gilt für das 2D-Modell mit der Bulk-Theorie. Die Validierung der Simulations-
ergebnisse erfolgt in zwei Shritten. Aufgrund der Vereinfahungen im 2D und 1D Modell
wird zuerst die Modellunsiherheit von den beiden Modellen untersuht, indem dessen
Ergebnisse der 3D-Simulation gegenübergestellt werden. Danah werden alle Ergebnissen
mit den Messdaten verglihen. Die Zielkenngröÿe ist der dimensionslose Durhuss ψ. Er
wird zusammen mit den Zustandsgröÿe und Spaltgeometrie am Eintritt deniert
ψ =
m˙
√
RT0
A0p0
(3.1)
3.1 Modellerstellung in CFX
Es wird im ersten Shritt eine konzentrishe Lagerposition der Welle und des Dihtrings
betrahtet. Wegen der Axialsymmetrie ist es ausreihend, nur ein Segment in der Umfangs-
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rihtung zu betrahten. Es wird eine periodishe Randbedingung auf den Seitenähen
deniert. Der Quershnitt und die entsprehende Randbedingungen werden in Abbildung
3.1 dargestellt. Das Betriebsmedium im Versuh ist Luft. Sie wird in der Simulation als
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Abbildung 3.1: Darstellung des Rehengebiets und die Denition der Randbedingungen für die
3D-Berehnung
ein ideales Gas behandelt und besitzt die Eigenshaften eines Newtonshen Fluides. Die
Einstellung in ANSYS CFX wird in Tabelle 3.1 zusammengefasst. Um den Einuss der
Tabelle 3.1: Randbedingungen für die Strömungssimulation
Fluid Luft als ideales Gas
Prozessseite Totaldruk 40bar, Totaltemperatur 20
◦
C
Tu = 5% für turbulenten Fall
Umgebungsseite statisher Druk 1bar, statishe Temperatur 20
◦
C
Wand Haftbedingung
automatishe Wandbehandlung für turbulente Strömung
Seitenähen periodishe Randbedingung
Turbulenzmodell Standard Shear Stress Transport (SST)
(mit automatisher Wandbehandlung)
Wandrauheit in der weiteren Untersuhung zu quantizieren, betrahtet die Berehnung
die Wände in diesem Kapitel als glatt. Das Lösungsgebiet wird in einer Blokstruktur aus
quaderförmigen Elementen mit dem Programm ICEM CFD vernetzt. Es bietet vielfältige
Möglihkeiten für die Gittereinstellung. Abhängig von der Drukdierenz kann die Strö-
mung laminar oder turbulent sein. Das SST-Modell wird für eine turbulente Strömung
eingesetzt. Dazu sind Randbedingungen für die Turbulenzgröÿen k und ε notwendig. Der
hier vorgegebene Turbulenzgrad Tu bezeihnet das Verhältnis zwishen der gemittelten
Geshwindigkeitsuktuation und der Referenzgeshwindigkeit. Die Referenzgeshwindig-
keit wird durh eine Flähenmittlung der Eintrittsgeshwindigkeit bestimmt. Der Turbu-
lenzgrad ist deniert als
Tu =
√
u′2
Uref
=
√
2/3k
Uref
(3.2)
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Da die Gröÿe von Tu niht bekannt ist, wird eine mittlere Turbulenzstärke angenommen.
Dieser Wert sinkt entlang der Strömungsrihtung shnell ab. In der groÿen Kammer vor
dem Spalteintritt hat er eine geringe Wirkung auf die Spaltströmung. Die Untersuhung
für die Gitterunabhängigkeit und Tu wird in den folgenden Abshnitten dargestellt. Für
die Berehnung mit der 2D Bulk-Theorie wird die Turbulenz mit der Wandshubspannung
berüksihtigt. Daher ist keine turbulente Randbedingung notwendig.
3.2 Verikation der Simulationsmodelle
Dieser Abshnitt stellt die Verikation des 3D-Modells für turbulente Strömungen dar.
Um den Modellfehler zu vermeiden, wird die Spalthöhe und Drukdierenz so ausgewählt,
dass die Strömung turbulent ist.
Wegen der kleinen Spalthöhe ist eine feine Gitterauösung im Spalt erforderlih. Um die
Genauigkeit der Lösung zu gewährleisten darf die Volumenänderung zwishen den benah-
barten Gitterelement im ganzen Strömungsgebiet niht zu groÿ sein. Daher wird in dieser
Arbeit das Expansionsverhältnis der Zellengröÿe auf dem Wert 2 begrenzt. Besonders für
das Austrittsgebiet ist der hohe Geshwindigkeitsgradient aufgrund der Expansion nah
dem Spaltaustritt. Es wird nah jeder Berehnung das Strömungsfeld mit einer Konturdar-
stellung überprüft, um den Gittereinuss zu minimieren. Allerdings wird der berehnete
Durhuss wegen der expliziten Strömungseigenshaften hauptsählih von der Gitterauf-
lösung in Spalt beeinusst. Zu untersuhen ist die Änderung der Lekage in Bezug auf die
Verfeinerung des Gitters in diesem Bereih. Es ist sinnvoll die Gitterauösung nah der
Elementzahl im Bereih Dihtspalt darzustellen. Abbildung 3.2 zeigt ein nahezu unab-
hängiges Ergebnis bei einer Gitterauösung mit 21 Elementen für die Spalthöhe und 400
Elementen für die Spaltlänge. In Tabelle 3.2 wird zusätzlih der maximale Wert von y+ im
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Abbildung 3.2: Gitterstudie
Spalt dargestellt. Sie liegen deutlih unter dem in Kapitel 2 erwähnten kritishen Über-
gangsbereih. Daher wird in den weiteren Untersuhungen die Elementgröÿe für den Spalt
nah dieser Tabelle orientiert. Die Gitterauösung für die Ein- und Austrittskammer wird
dazu angepasst. Eine weitere Untersuhung für den Einuss des Turbulenzgrads wird in
Tabelle 3.3 zusammengefasst. Es zeigt sih, dass ein Shätzwert von Tu =1· · ·10% keinen
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Tabelle 3.2: Gitterstudie für die 3D Berehnung
Gittergröÿe Durhussbeiwert y+max
(NH×NL) ψ
13× 50 0,327 5,4
17× 120 0,221 2,9
21× 400 0,215 2,7
30× 800 0,215 2,2
Einuss auf die Lekage ausübt. Daher wird die Randbedingung für den Turbulenzgrad
nah dem Vorgabewert von ANSYS CFX von 5% deniert.
Tabelle 3.3: Untersuhung der Turbulenzrandbedingung
Turbulenzgrad (Tu) 1% 5% 10%
Durhussbeiwert 0, 215 0, 215 0, 215
Die Strömungsgröÿen im 2D-Modell mit der Bulk-Theorie sind in radialer Rihtung gemit-
telt. Aus diesem Grund ist keine Diskretisierung in dieser Rihtung erforderlih. Auÿerdem
wird angenommen, dass die Oberähen von Dihtring und Wellenhülse glatt sind. Der
Reibungsbeiwert nah Blasius wird für die Bulk-Theorie nah Gleihung 2.69 angepasst.
Zuerst wird die Gitterunabhängigkeit anhand eines konzentrishen Kreisringspalts mit ei-
ner Dierenz des Radius von h = 55µm untersuht. In den weiteren Untersuhungen wird
die Geometrie mit einer Exzentrizität von e = 33µm geändert. Die passende Gitterauö-
sung in der axialen Rihtung aus der ersten Untersuhung wird beibehalten. Es wird nur
die Elementzahl in der Umfangsrihtung variiert. Tabelle 3.4 fasst die drei Gittertypen
für den konzentrishen und exzentrishen Kreisringspalten zusammen. Eine Drukdie-
renz von ∆p = 40bar wird als Randbedingung deniert. Unter dieser Bedingung ist die
Strömung turbulent und die Geshwindigkeit am Austritt erreiht die Shallgeshwindig-
keit. Abbildung 3.4 stellt das Ergebnis der beiden Untersuhungen dar. Die Verfeinerung
des Gitters hat generell nur einen geringen Einuss auf die Lekage. Jedoh zeigt die
Kontur der Drukverteilung einen deutlihen Untershied. Eine shnelle Drukabsenkung
stromabwärts ist bei der groben Gitterauösung (Typ 1) zu beobahten. An der engs-
ten und weitesten Stelle ist diese Abweihung eindeutig zu erkennen. Aus diesem Grund
werden 72 Elemente in der Umfangsrihtung eingesetzt.
Man erkennt aus dieser Gitterstudie zusätzlih einen Einuss der Exzentrizität auf die
Lekage. In Abbildung 3.4(a) ist eine leihte Erhöhung des Durhusskoezientes durh
Variation der Exzentrizität zu erkennen. Weitere Untersuhungen für die Exzentrizität
werden im nähsten Kapitel diskutiert.
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Abbildung 3.3: Diskretisierung für die 2D Berehnung
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Abbildung 3.4: Gitterstudie für die 2D Berehnung nah Gittertypen in Tabelle 3.4
links: Durhussbeiwert in Abhängigkeit der Gitterauösung, rehts: Druk-
verteilung im Spalt mit Gitterauösungen NL ×Nθ
3.3 Validierung der Modelle mit Messdaten
In diesem Abshnitt wird der Einuss der Unsiherheit der Modellbildung untersuht.
Durh Vereinfahungen bringen die 2D- und 1D-Modelle gegenüber dem 3D-Modell mehr
Unsiherheiten mit sih. Hier werden zunähst die Ergebnisse des Modells mit denen aus
dem 3D-Modell verglihen. Die Berehnungen werden für Spalthöhen h zwishen 12 und
88µm jeweils bei Drukdierenzen zwishen 20 und 30bar durhgeführt. In Abbildung 3.5
sind die Ergebnisse zusammengefasst. Für eine Spalthöhe gröÿer als 12µm ändert sih
der Durhussbeiwert von allen Modellen wenig nah der Drukdierenz. Bei 12µm zeigt
der vom 1D Modell berehnete Druk weiterhin kaum Einuss auf den Durhussbeiwert.
Im Gegensatz dazu nimmt der Durhussbeiwert mit dem 2D- und 3D-Modell mit einer
sinkenden Drukdierenz leiht ab. Der Grund liegt vermutlih an der Modellbildung und
Lösungsmethode. Im Vergleih zu der Mahzahlgleihung liegen die zu lösende Gleihungs-
systeme vom 2D- und 3D-Modell näher beieinander. Auÿerdem verwendet sowohl das 2D-
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Tabelle 3.4: Denition des Netzes im Ringspalt
Gittertyp Typ 1 Typ 2 Typ 3
konzentrish (NL) 50 150 250
exzentrish (NL×Nθ) 150× 18 150× 72 150× 180
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Abbildung 3.5: Vergleih des Durhussbeiwertes aus vershiedenen Modellen
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als auh das 3D-Modell die FVM für die Diskretisierung. Im 1D-Modell wird das Runge-
Kutta-Verfahren für die Lösung der Mahzahlgleihung eingesetzt. Ein anderer Aspekt ist,
dass sih die Flähe A0 in Gleihung 3.1 mit einer abnehmenden Spalthöhe verkleinert.
Dadurh wird der Untershied vom tatsählihen Durhuss durh den Durhussbeiwert
vergröÿert dargestellt. Der Eekt der Drukabhängigkeit lässt mit steigender Spalthöhe
nah. Bei 88µm Spalthöhe ist eine eindeutige Unabhängigkeit von der Drukdierenz in
allen Modellen zu erkennen. Im Allgemeinen führen die vereinfahten 2D- und 1D-Modelle
zu einem höheren Durhussbeiwert als das 3D Modell. Eine Abweihung lässt sih abhän-
gig von der Drukdierenz und Spalthöhe beobahten. Je gröÿer die Drukdierenz und
die Spalthöhe sind, desto stärker ist die Abweihung. Im 2D- und 1D-Modell wird der Ge-
shwindigkeitsgradient im Spalt durh den Reibungsbeiwert erfasst. Dabei geht man von
einer voll entwikelten Strömung aus. Es ist aber bekannt, dass die Strömung beim Eintritt
eines Rohres durh die Strahleinshnürung und die verstärkte Fluidreibung einen erhöh-
ten Drukverlust verursaht. Da die 1D- und 2D-Modell die Geshwindigkeit in radialer
Rihtung vernahlässigen, wird die Strömung am Spalteintritt und -austritt shlehter
abgebildet. Die Folge ist eine Übershätzung der vorhergesagten Lekage. Aufgrund der
sharfkantigen Spaltgeometrie am Eintritt ist eine Strahleinshnürung im Dihtspalt niht
zu vermeiden. Dies kann mit einer Stromlinie aus der 3D-Simulation in Abbildung 3.6
dargestellt werden. Um diesen Eintrittsverlust erfassen zu können, wird ein zusätzliher
Abbildung 3.6: Stromlinie am Spalteintritt
Widerstandsbeiwert für den Einlaufbereih empirish ermittelt und in den Modellen ein-
gesetzt. Da die Strömung in einem Gasdihtsystem eine hohe Mahzahl erreihen kann,
ist der Ausdruk mit dem Geshwindigkeitsverlust besser geeignet als die Drukform. Oh-
ne den zusätzlihen Drukverlustterm, der in der Rohrleitungsberehnung üblih ist, ist
die Herleitung der Mahzahlgleihung wesentlih anshauliher. Die reale Geshwindigkeit
wird damit wie folgt dargestellt
U1 = CL(U1)ideal (3.3)
Mit dieser Betrahtung wird die von der adiabatishen Zustandsänderung abweihende
Eintrittsströmung korrigiert. Gleihung 2.61 ändert sih zu
i0 = i1 +
U21
2C2L
(3.4)
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Die Randbedingung für den Druk und die Temperatur am Eintritt lässt sih entsprehend
neu denieren
p1 =
p0[
1 +
(γ − 1)M21
2C2L
] γ
γ − 1
(3.5)
T1 =
T0
1 +
(γ − 1)M21
2C2L
(3.6)
Zuk [10℄ leitete den folgenden Zusammenhang zwishen dem Drukverlustbeiwert ζ und
CL her
ζ =
1
C2L
− 1 (3.7)
Es gibt leider keine genauen experimentellen Daten für einen Dihtspalt. Daher wird
aus [98℄ der Drukverlustbeiwert ζ = 0, 5 für einen senkrehten Einlauf ohne Abrundung
in einer Rohrleitung ausgewählt. Der Verlustbeiwert ergibt sih CL = 0, 82. Die neu
berehnete Lekage wird in Abbildung 3.7 dargestellt. Sie zeigt eine deutlihe Verbesserung
im Vergleih mit dem 3D-Modell.
Ein weiterer Vergleih mit der Druk- und Mahzahlverteilung in Abbildung 3.8 stellt
den Drukverlust am Eintritt dar. Die Ergebnisse aus CFX in der Abbildung sind die
in radialer Rihtung gemittelten Werten. Das 3D-Modell kann den Drukverlust und die
Strahleinshnürung gut berehnen. Statt dessen berehnen die vereinfahten Modelle die
Drukabsenkung direkt nah der adiabaten Zuständsänderung am Spalteintritt. Daher
wird der Druk im Spalt zu hoh vorhergesagt. Aufgrund der Modelleigenshaften ist ein
genaues Berehnen des Einlaufbereihes niht möglih. Der Einsatz von CL zeigt aber
eindeutig eine positive Auswirkung auf die Spaltströmung.
Diese Vorgehensweise ist vergleihbar mit der von Childs [33℄. Alternativ zum hydrau-
lishen Erfahrungswert kann folgende empirishe Formel nah Deissler [99℄ verwendet
werden
ζ =
[
5, 3
log10(Re1)
]0,5
− 1 (3.8)
Bei dieser Methode wird allerdings der Eintrittsverlust untershätzt. Die Berehnung er-
gibt ähnlihe Ergebnisse wie im Fall ohne Berüksihtigung des Eintrittsverlustes.
Die Sensitivität der Drukverteilung führt zur Unsiherheiten bei der Kraftberehnung,
die für die Selbstzentrierung des Dihtring verantwortlih ist. Dafür sind die Modelle
ohne Berüksihtigung der radialen Geshwindigkeit niht geeignet. Eine detaillierte Dis-
kussion der Selbstzentrierungskraft wird im nähsten Kapitel durhgeführt. Die leihte
Abweihung zwishen 2D und 1D-Modell kann durh die vershiedenen Ansätze für die
Berehnung der Reibungskoezienten erklärt werden. Abgesehen vom eigentlihen Mo-
dellmangel zeigt der Einsatz von CL = 0, 82 eine deutlihe Verbesserung auf den Durh-
ussbeiwert vom 2D- und 1D-Modell. Daher wird er für die weitere Berehnung in dieser
Arbeit beibehalten.
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Abbildung 3.7: Durhussbeiwert mit Berüksihtigung des Eintrittsverlustes, CL =0,82
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Abbildung 3.8: Darstellung des Drukverlaufs im Spalt für ∆p=40bar und h=88µm
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Abbildung 3.9: Darstellung des Mahzahlverlaufs im Spalt für ∆p=40bar und h=88µm
Des Weiteren werden die Ergebnisse aus der Simulation mit den Messdaten verglihen.
Dabei wird der Durhussbeiwert für drei Spalthöhen abhängig von der Drukdierenz
dargestellt. Die Lekagen aus allen drei Modellen stimmen in weiten Drukdierenzberei-
hen sehr gut überein. Im Bereih kleiner Drukdierenzen haben die Ergebnisse aus dem
2D-Modell einen ähnlihen Verlauf zu den Messdaten. Dagegen ergeben sih ein deutlih
höherer Wert aus dem 1D-Modell als aus dem 2D-Modell. Dieser weiht auÿerdem stärker
von den Messdaten ab. Allerdings nimmt die Abweihung mit der steigenden Spalthöhe
und Drukdierenz zu. Der Durhussbeiwert wird von allen Modellen zu hoh bereh-
net. Es zeigt sih eine Modellunsiherheit, die aufgehoben werden soll. Bis jetzt wird von
einer xierten Spaltgeometrie ausgegangen und nur das Strömungsgebiet betrahtet. Es
wird in der Verikation des 2D-Modell gezeigt, dass die Exzentrizität eine Rolle für den
Durhussbeiwert spielt. Aufgrund der unbekannten Lagerposition des Dihtrings im Ver-
suh ist es sinnvoll den Einuss der Exzentrizität genau zu betrahten. Auÿerdem können
die Oberäheneigenshaften die Lekage bei einer kleinen Spalthöhe ebenfalls beeinus-
sen. Die Tatsahe, dass die Abweihung erst bei einer gröÿeren Drukdierenz auftritt,
weist darauf hin, dass die mehanishe Deformation eine wihtige Rolle spielt. In den fol-
genden Kapiteln werden die Einüsse der Oberäheneigenshaften, Spaltgeometrie und
Fluid-Struktur Interaktion auf die Lekage untersuht und quantiziert.
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Abbildung 3.10: Vergleih des Durhussbeiwerts abhängig von der Drukdierenz mit Mess-
daten bei vershiedenen Spalthöhe
4 Einüsse der Struktureigenshaften
des Ringspalts auf die Lekage und
Verhalten des Dihtrings
In diesem Kapitel werden zuerst die Struktureigenshaften des Ringspalts untersuht.
Die Mikrostruktur sowie die Makrostruktur werden analysiert. In erster Linie wird der
Einuss der Oberäheneigenshaft auf die Lekage berüksihtigt. Zusätzlih wird der
Einuss der Oberähe auf das Dihtringverhalten diskutiert.
4.1 Einuss der Mikro-Oberähenstruktur auf die Le-
kage
Im Bereih der Drosseldihtungen spielt die Dihtspalthöhe eine entsheidende Rolle für
den Durhuss. Um den Durhuss zu minimieren, ist ein möglihst kleiner Spalt erfor-
derlih. Abhängig von der Bauart kann die Spalthöhe einen Wert von einigen Mikrometer
erreihen. Oft wird Kohlensto für den Dihtring und Stahl für die Wellenhülse als Rei-
bungspaar verwendet, um Vershleiÿshäden im Fall des direkten Kontaktes zu verringern.
Aufgrund der Materialeigenshaften und der Fertigungstehnik weisen die Oberähen der
beiden Materialien untershiedlihe Rauheit auf. Die Oberähenstruktur kann mit einem
Weiÿlihtinterferometer genau erfasst werden. Abbildung 4.1 zeigt die typishe Oberä-
henstruktur eines Kohledihtrings und einer Wellenhülse. Bei der Wellenhülse hat der
Fertigungsprozess eine eindeutige Spur hinterlassen. Die Rauheit hat eine longitudina-
le Struktur. Diese ist beim Kohlering niht zu beobahten. Auÿerdem ist der gemessene
arithmetishe Mittelwerte der Prolkoordinaten Ra das zehnfahe von der Wellenhülse
(Tabelle 4.1). In diesem Abshnitt wird der Einuss der Oberähenstruktur auf den
Tabelle 4.1: Rauheit des Dihtrings und der Welle
Oberähenrauheit [µm℄ Dihtring Welle
Ra 2,37 0,206
Spaltdurhuss und die Lomakin-Kraft untersuht. Die Betrahtungen werden für lami-
nare und turbulente Strömungen durhgeführt. In einer laminaren Strömung ist die Zähig-
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(a) Kohledihtring (b) Wellenhülse
Abbildung 4.1: Darstellung der Oberähenstrukturen (1,5mm×1,5mm) aus der Weiÿlihtmes-
sung
keitskraft dominant. Man interessiert sih für einen zusätzlihen Transporteekt durh die
Oberähenstruktur. Eine künstlihe Mikrostruktur wird mit einer numerishen Methode
auf beiden Wänden modelliert. Der Sheruss- und Drukussfaktor werden berehnet,
um die Auswirkung zu quantizieren. Für eine turbulente Strömung liegt der Shwer-
punkt auf der Modellbildung für den Reibungsbeiwert. Eine empirishen Formulierung
wird im 1D- und 2D-Modell eingesetzt. Im Vergleih dazu verwendet das 3D Modell eine
Wandfunktion mit Berüksihtigung einer äquivalenten Sandkornrauheit.
4.1.1 Laminarer Strömungsbereih
Wie in Abbildung 4.1 dargestellt, haben die Oberähen des Dihtrings und der Wel-
lenhülse keine isotrope Struktur. Für die von Flüssigkeit geshmierte Gleitähen ist es
bekannt, dass die unregelmäÿige Struktur einen Einuss auf das Laufverhalten hat [100℄.
Durh die Wellenbewegung liegt für die beiden Oberähen in der Kohleshwimmring-
dihtung eine ähnlihe Situation vor. Aufgrund des Rehenaufwands kann die numerishe
Berehnung nur für ein kleines Teilgebiet betrahtet werden. Abbildung 4.2 zeigt einen
allgemeinen Fall.
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Abbildung 4.2: Skizze von rauen Oberähen in Relativbewegung
Die Krümmung der Ringähe wird hier ignoriert, weil sie keine Auswirkung auf den
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Zieleekt hat. Eine inkompressible, isotherme Strömung wird angenommen, damit die
Ergebnisse den Eekt der Wandrauheit wiedergeben.
Der Drukuss bezeihnet eine allein von der Drukdierenz induzierte Spaltströmung.
Analog dazu wird eine von der Wandbewegung getriebene Strömung als Sheruss de-
niert. Patir und Cheng [60℄ verglihen den Durhuss einer Drukströmung mit und
ohne Wandrauheit. Ihr Verhältnis ergibt den Drukussfaktor. Auf die gleihe Weise lässt
sih der Sherussfaktor berehnen. Um die anisotrope Struktur der Rauheit ebenfalls
mit diesen Faktoren zu berüksihtigen, erweiterte Tripp [101℄ eine Tensordarstellung der
Flussfaktoren. Für die Strömung in Abbildung 4.2 kann der gemittelte Volumenstrom pro
Breiteneinheit qx,y mit Druk- und Sherusskaktoren wie folgt ausgedrükt werden
qx = −
h
3
12µ
[
φpxx, φ
p
xy
]


∂p
∂x
∂p
∂y

+
U1 + U2
2
h
+
U1 − U2
2
σφsxx
(4.1)
qy = −
h
3
12µ
[
φpyx, φ
p
yy
]


∂p
∂x
∂p
∂y

+
U1 − U2
2
σφsyx (4.2)
Diese Formulierung ist eine Erweiterung von Gleihung 2.36 und 2.35 für den Durhuss
in einem Spalt. Der Parameter σ =
√
σ21 + σ
2
2 ist der Gesamtbetrag der Rauheit von
beiden Oberähen σ1,2. Mit
∂p
∂x
= ∂p
∂y
= 0 kann der Sherussfaktor aus Gleihungen 4.1
und 4.2 hergeleitet werden.
φsxx =
2qx − h(U1 + U2)
σ(U1 − U2) , φ
s
yx =
2qy
σ(U1 − U2) (4.3)
Mit U1 = U2 = 0 folgt aus Gleihung 4.1 und 4.2 für den Drukussfaktor in x-Rihtung
φpxx = −
qx
h
3
12µ
· ∂p
∂x
, φpyx = −
qy
h
3
12µ
· ∂p
∂x
(4.4)
In der gleihen Art und Weise wird der Parameter φpyy,xy berehnet. Da eine Änderung der
Rihtung auf den Drukgradient keinen Einuss auf den zu betrahtenden physikalishen
Eekt hat, wird nur der Drukgradient in x-Rihtung betrahtet. Für ein in Abbildung 4.2
gezeigtes Referenzvolumen wird die gemittelte Geshwindigkeit bzw. der Volumenstrom
pro Breiteneinheit folgendermaÿen bestimmt
ux =
qx
∆y∆z
=
1
V
∫
V
uxdV, uy =
qy
∆x∆z
=
1
V
∫
V
uydV (4.5)
Daraus ergibt sih der Flussfaktor aus Gleihung 4.3 und 4.4.
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Diese Untersuhung dient in erster Linie dazu, die numerishe Methode für die Strömungs-
simulation mit relativer Wandbewegung zu präsentieren und zu verizieren. Des Weiteren
werden die physikalishe Phänomen diskutiert. Um die Oberähenprole parametrisieren
zu können, werden trigonometrishe Funktionen verwendet. Ein Vorteil dieser Funktionen
ist deren Periodizität, wodurh die Denition von Randbedingungen für die numerishe
Berehnung vereinfaht wird. In den folgenden Abshnitten werden die Kongurationen
ausführlih dargestellt.
Für 2D-Fälle werden zwei vershiedene Situationen (Abbildung 4.3) berüksihtigt. Ab-
hängig von den Materialien und Herstellungsverfahren kann die Rauheit einer Oberähe
viel kleiner als die der Gegenähe sein und daher vernahlässigt werden. Abbildung 4.3
links stellt diese Situation dar. In diesem Fall bewirkt die Gleitbewegung keine Verände-
rung des Rehengebietes. Das Strömungsfeld kann als stationär betrahtet werden, indem
der Wandgeshwindigkeit U1 = −U und U2 = 0 deniert wird. Dies entspriht der gleihen
physikalishe Situation mit U1 = 0 und U2 = U . Allerdings ändert sih das Rehengebiet
in diesem Fall zeitlih mit dem folgenden Ausdruk für die Spalthöhe
z2(x, t) = h + b · cos
(
2π · x− U2 · t
λ
)
(4.6)
Daher müssen transiente Simulationen durhgeführt und Ergebnisse über einen sinnvollen
Zeitraum gemittelt werden. Die Verikation des Algorithmus für die Gitterbewegung wird
durh Vergleih mit den beiden Betrahtungsweisen realisiert.
Die rehte Seite in Abbildung 4.3 zeigt zwei gleitende Oberähen mit sinusförmiger Rau-
heit. Dabei wird die gleihe Wellenlänge λ für beide Oberähen angenommen. Die Ampli-
tuden werden jeweils mit a und b gekennzeihnet. Die zeitlihe Beshreibung der Spalthöhe
kann analog zu Gleihung 4.6 formuliert werden und die Strömung ist instationär. Für
die Auswertung des Volumenstroms pro Breiteneinheit q wird nah der Simulation eine
zeitlihe Mittlung für die Geshwindigkeit durhgeführt.
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Abbildung 4.3: Skizze der 2D Rehengebiete zur Berehnung von Flussfaktoren nah Patir &
Cheng [60℄
Mit der 3D-Simulation wird der Einuss anisotroper Oberähenstruktur analysiert. Zwei
Oberähenkongurationen in Abbildung 4.4 werden verwendet. Sie lassen sih mit fol-
genden trigonometrishen Funktionen beshreiben
za(x, y) =
a
2
·
(
sin
(
2π · x
λ
)
+ sin
(
2π · y
λ
))
(4.7)
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Abbildung 4.4: Darstellung der Oberähenstruktur für die 3D Simulationen
zb(x, y) = a · sin
(
2π ·
(x
λ
− y
λ
· arctan(ϑ)
))
(4.8)
Mit Gleihung 4.7 wird die in Abbildung 4.4(a) dargestellte anisotrope Oberähenstruk-
tur mit periodishem Einheitsmuster berehnet. Gleihung 4.8 ergibt eine Sinuswelle.
Durh Drehen der Streifenrihtung um die z-Ahse um einen Winkel ϑ in Abbildung 4.4(b)
erhält man vershiedene Ausrihtungen. Die Geometrie mit Berüksihtigung der Gleit-
bewegung lässt sih analog zu Gleihung 4.6 formulieren.
Es werden in den 3D-Fällen insgesamt vier Situationen betrahtet. Abbildung 4.5 stellt
die Geometrie dar. In den ersten zwei Kongurationen werden die Oberähenstrukturen
mittels Gleihung 4.7 generiert. Durh Vershieben der Phasenwinkel der oberen Wand
um 90
◦
in y-Rihtung können untershiedlihe Spaltquershnitte in Kongurationen 1 und
2 konstruiert werden. In Konguration 3 wird die periodishe Einheitsrauheit für die obe-
re Wand verwendet und die untere Wand von Gleihung 4.8 mit ϑ =[0◦, 90◦℄ generiert.
Die vierte Konguration enthält zwei mittels Gleihung 4.8 generierte Oberähen mit
ϑ1 = −ϑ2. Mit diesen vier Kongurationen wird der Einuss der Ausrihtung der Ober-
ähenrauheit unter Gleitbewegung auf den Flussfaktor untersuht. Es ist zu beahten,
dass aufgrund der ungerihteten Oberähentopographie in Konguration 1 und 2 kein
Queruss vorhanden ist.
Ein anderer wihtiger Parameter für den Einuss der Oberähenrauheit ist das Verhält-
nis der mittleren Spalthöhe zur gesamten Rauheit beider Oberähen (h/σ). Die Unter-
suhung von Brenner et al. [77℄ zeigt, dass die Rauheit erst einen bedeutenden Einuss
hat, wenn dieses Verhältnis kleiner als 10 ist. Daher wird die Geometrie so ausgewählt,
dass die Bedingung 3<h/σ<10 eingehalten wird.
Für diese Untersuhungen werden Lösungen der Navier-Stokes Gleihung mit dem C++
Softwarepaket OpenFOAM [102℄ durhgeführt. Es verwendet die Finite-Volumen-Methode
für die räumlihe Diskretisierung. Ein kombinierter PISO und SIMPLE-Algorithmus wird
für die instationäre Simulation ausgewählt, um eine bessere Stabilität und Konvergenz zu
erzielen. Die Bewegung der Oberähen wird anhand Gleihungen 4.6-4.8 als benutzerde-
nierte Randbedingung in OpenFOAM implementiert. Aufgrund der Geometrieänderung
wird eine entsprehende Gitterbewegung benötigt. OpenFOAM bietet vershiedene Op-
tionen, um diese zu behandeln [103, 104℄. Da keine Änderung der Gittertopologie in dieser
Untersuhung vorkommen, wird ein Laplae-Glätter für die Gittergeshwindigkeit mit ei-
ner konstanten Diusivität ausgewählt, um das Gitter an die Randbewegung anzupassen
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Abbildung 4.5: Oberähenkongurationen in der vorliegenden Studie
(siehe [45℄). Das Rehengebiet enthält jeweils in x- und y-Rihtung nur eine Periode mit
einer periodishen Randbedingung. Für eine Wellenlänge λ brauht die untere Wand mit
der Geshwindigkeit U1 die Zeit T = λ/U1, um eine Periode an der oberen Wand vor-
bei zu gleiten. Eine zeitabhängige Gitteränderung wird in Abbildung 4.6 gezeigt. Das
2D-Rehengebiet wird durh eine Auösung mit λ/Nx = h¯/Nz diskretisiert. Eine Gitter-
studie für den Drukussfaktor zeigt kaum Änderung ab ∆x/h¯ ≤ 0, 05. Daher wird diese
Einstellung für weitere Simulationen fortgesetzt. Die analytishe Lösung für den Sher-
ussfaktor in einem zweidimensionalen sinusförmigen Shmierlm von Letalleur [105℄ wird
verwendet, um die numerishe Simulation zu verizieren. Er denierte zwei Parameter, α
und ε um die Geometrie des Shmierlms zu harakterisieren. Der Parameter α = h¯/λ
bezeihnet das Verhältnis von Shmierlmdike zur Wellenlänge der Rauheit und ε = δ/σ
ist das dimensionslose Spaltmaÿ (Abbildung 4.3).
Als erstes wird der in Abbildung 4.3 links dargestellte stationäre Fall betrahtet. Neben
der periodishen Randbedingung in x-Rihtung wird eine Geshwindigkeit für die untere
Wand vorgegeben. Die Geshwindigkeit für die obere Wand wird als null deniert. Der
Flussfaktor kann laut Letalleur wie folgt berehnet werden
φsxx =
3
√
2Aε
2 + A2ε
and φpxx =
2(1−A2ε)5/2
2 + A2ε
, with Aε =
b
h
(4.9)
Im extremen Fall treen sih die beiden Oberähen. Es ergibt sih ε = 0 und Aε = 1.
Der Sherussfaktor erreiht φsxx =
√
2 und der Drukussfaktor φpxx ist gleih null. Ein
Vergleih der Ergebnisse aus der numerishen Berehnung in Abbildung 4.7 zeigt eine sehr
gute Übereinstimmung.
Mit einer sinkenden Amplitude bei gleiher Filmdike erhöht sih der Wert von ε. Der
Sherussfaktors nimmt ab und nähert sih dem Wert null. Dies entspriht der Strömung
zwishen zwei parallel gleitenden glatten Wänden. Wenn die dimensionslose Wellenlän-
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Abbildung 4.6: Zeitlihe Änderung des 2D-Rehengebietes und des Gitters für eine Periode
ge α zunimmt, erhöht sih der Krümmungseekt. Das widerspriht der Voraussetzung
für den Ansatz von Letalleur und die analytishe Lösung ist damit niht mehr gültig.
Eine genaue Lösung ist nur mit numerishen Methoden möglih. Aus diesem Grund er-
geben sih mit steigendem α gröÿere Untershiede zu den numerishen Ergebnissen. Als
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Abbildung 4.7: Flussfaktoren in Abhängigkeit der dimensionslosen Spalthöhe
weiteres wird die Implementierung für die Gitterbewegung untersuht. Dabei wird die
gleihe Konguration verwendet mit der einzigen Änderung, dass die Geshwindigkeit in
Gegenrihtung deniert wird. Das Rehengebiet ändert sih zeitlih. Ziel dieser Unter-
suhung ist es, die Genauigkeit und die Stabilität des Ansatzes von der Gitterbewegung
zu überprüfen. Das Rehengitter wird in jedem Zeitshritt an das Rehengebiet ange-
passt. Da es sih um zwei Betrahtungsweisen für das gleihe Strömungsproblem handelt,
sollte die zeitlihe Mittlung des Strömungsfelds identish zum stationären Fall sein. Die
Geshwindigkeitsprole an der Stelle x/λ = 3/4, 1/4 werden ausgewertet. Ein Vergleih
des dimensionslosen Geshwindigkeitsprols u/U1,2 für zwei Mikro-Reynoldszahl wird in
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Abbildung 4.8 dargestellt. Anders als die üblihe Denition der Reynoldszahl berüksih-
tigt die Mikro-Reynoldszahl neben der gemittelten Spalthöhe noh die Amplitude und die
Länge der Sinuswelle. Die Denition nah Hu [106℄ lautet
Re∗ = Reh
b
h
b
λ
, with Reh =
2Uh
ν
(4.10)
Darin ist U die Wandgeshwindigkeit bei einer Sherströmung, und die mittlere Geshwin-
digkeit im Spalt bei einer Drukströmung. Für kleine Reynoldszahlen (Re∗ < 1) ist der
viskose Eekt dominant und es ergibt sih ein nahezu linearer Geshwindigkeitsverlauf
in allen Quershnitten. Mit steigender Reynoldszahl spielt der Trägheitseekt eine im-
mer gröÿere Rolle. Er verlangsamt die Strömung an der Konkavstelle und beshleunigt
sie an der Konvexstelle. Es zeigt eine sehr gute Übereinstimmung mit der stationären
Simulation.
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Abbildung 4.8: Vergleih der stationär und instationär berehneten Geshwindigkeitsprole
Für den Shmierlm mit zwei rauen sinusförmigen Oberähen sind ebenfalls analytishe
Lösungen von Letalleur vorhanden. Wie im stationären Fall sind sie ebenfalls nur für
kleine Werte von α gültig. Die numerishen Berehnungen werden für eine feste mittlere
Filmdike h und Amplitude b durhgeführt. Durh Veränderung der Amplitude a der
unteren Wand zwishen 1/3b und 2b wird die dimensionslose Filmdike ε variiert. Eine
Änderung des Parameters α ist mit der Änderung von λ zu realisieren. Die Ergebnisse
in Abbildung 4.9 zeigen eine sehr gute Übereinstimmung mit der analytishen Lösung
für eine weite Spannbreite von ε mit einem kleinen α. Die mittels der Reynoldsgleihung
hergeleitete analytishe Lösung verliert an Genauigkeit mit einem steigenden α. Abhängig
von der dimensionslosen Filmdike kann der Sherussfaktor positiv oder negativ sein.
Für gleihe dimensionslose Filmdiken a = b wird der Behinderung des Flusses auf der
ruhenden Oberähen von der Erhöhung des Flusses auf der bewegten Seite vollständig
kompensiert und der Sherussfaktor ist null. Der Drukussfaktor oszilliert wegen der
zeitlih geänderte relativen Position der beiden Oberähen (Abbildung 4.10). Daher wird
eine zeitlihe Mittlung für den Drukussfaktor durhgeführt.
Im Folgenden werden weitere Ergebnisse für die Flussfaktoren aus den 3D-Fällen dis-
kutiert. Die Geshwindigkeit der oberen Wand wird in allen 3D-Simulationen als null
64
PSfrag replaements
a
b
U
PSfrag replaements a
b
Abbildung 4.9: Sherussfaktor in einem wellenförmigen Spalt mit Gleitbewegung
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Abbildung 4.10: Zusammenhang vom Drukussfaktor und der Spaltgeometrie
deniert. Auÿerdem wird eine konstante Geshwindigkeit für die untere Wand vorgege-
ben, um eine Sherströmung zu generieren. Die in Gleihung 4.7 und 4.8 beshriebenen
Randbedingungen werden für die Modellierung der Geometrieänderung in OpenFOAM
implementiert. Ähnlih wie in der 2D-Simulation wird hier zusätzlih eine periodishe
Randbedingung in y-Rihtung deniert. Um die Strömung im laminaren Bereih zu ge-
währleisten bleibt die Reynoldszahl Reh = 2. Der Durhuss wird als Ausgabeparameter
deniert und kann während der Berehnung beobahtet werden. Die Berehnung ist kon-
vergiert, wenn der Durhuss mit einer konstanten Amplitude oszilliert. Danah wird
eine Mittlung über fünf Perioden durhgeführt um die Flussfaktoren nah Gleihung 4.3
und 4.4 zu berehnen.
Obwohl die Oberähenrauheit in Konguration 1 und 2 die gleihe Struktur hat, sind die
Quershnitte untershiedlih. Es werden zwei vershiedene dimensionslose Wellenmaÿen
α = 0, 1 und α = 0, 3 untersuht, mit der Denition α = h¯/λ. Die mittlere Filmdike wird
niht verändert. Da die Rauheitsstrukturen parallel zum Koordinatensystem angeordnet
sind, sind die niht-diagonalen Terme null. Die Ergebnisse für die diagonalen Terme des
Flussfaktors werden in Abbildung 4.11 dargestellt. Der Sherussfaktor für die beiden
Kongurationen untersheidet sih kaum. Mit sinkender Wellenlänge wird die Wirkung der
Gleitbewegung in Konguration 1 minimal verstärkt. Der von ε abhängige Sherussfaktor
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hat den gleihen Verlauf wie im 2D-Fall (Abbildung 4.9). Das Ergebnis zeigt, dass die
Quershnittsform unwihtig ist solange die beiden Oberähen eine isotrope Struktur
haben. Auÿerdem ändert sih der Sherussfaktor nur leiht nah einer Erhöhung von
α. Die entsheidenden Faktoren sind das Spaltmaÿ und die dimensionslose Wellenlänge.
Im Gegensatz dazu hängt der Drukussfaktor stark von der Quershnittsform und α
ab. Für Konguration 2 mit einem kleinen α wird der Drukussfaktor nur leiht von ε
beeinusst. Mit einer Erhöhung von α sinkt der Drukussfaktor deutlih, besonders bei
einem kleinen ε.
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Abbildung 4.11: Flussfaktoren für die Strömung in isotropen wellenförmigen Spalt mit Gleit-
bewegung
Mit den Kongurationen 3 und 4 wird hauptsählih der Einuss der anisotropen Struk-
tur auf den Sherussfaktor untersuht. Es werden zwei Amplituden für die Rauheit von
der unteren Wand implementiert. Die Ergebnisse werden in Abbildung 4.12 vorgestellt.
Es werden zusätzlihe Simulationen mit einer glatten oberen Wand durhgeführt, um die
Auswirkung der Rauheit zu quantizieren. Die Ergebnisse für Konguration 3 zeigen, dass
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Abbildung 4.12: Sherussfaktor für die Strömung in einem wellenförmigen Spalt mit aniso-
troper Wandrauheit in Gleitbewegung
sih der Sherussfaktor mit einem steigenden Winkel ϑ erhöht. Der Queruss erreiht
seinen maximalen Wert bei ϑ =45◦ und hat einen symmetrishen Verlauf bezüglih ϑ.
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Durh die Erhöhung der Amplitude von oberen Wand sinkt der Sherussfaktor in beiden
Rihtungen. Im Vergleih zu Konguration 3 ist der Sherussfaktor in Konguration 4
bei a = b gleih null. Mit dieser Einstellung haben die Oberähen die gleihe Geometrie
und sind symmetrish zu x-Ahse angeordnet. Die Fluidtransport aufgrund der Gleit-
bewegung wird von der Rauheit auf der Gegenwand kompensiert. Allerdings wird eine
verstärkte Pumpenwirkung im Queruss bei Konguration 4 beobahtet. Der Flussfaktor
φsyx ist ungefähr 1,5 mal höher im Vergleih zu Konguration 3 und erreiht den maximalen
Wert bei ϑ = 45◦. Eine leihte Ungleihmäÿigkeit ist in Abbildung 4.12(b) zu erkennen.
Diese lässt sih durh die vershiedenen Quershnittsformen jeweils bei ϑ = 15◦, 75◦ und
ϑ = 30◦, 60◦ erklären. Mit der Erhöhung der Amplitude auf a = 1, 25b nehmen die beiden
Flussfaktoren wie erwartet zu. Anderes als die lineare Erhöhung bei φsxx nah ϑ ist die
Zunahme nahezu parabolish.
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Abbildung 4.13: Drukussfaktor für die Strömung in wellenförmigem Spalt mit anisotroper
Wandrauheit
Die gleihe Betrahtungsweise wird für den Drukussfaktor durhgeführt. Wie in Abbil-
dung 4.13(a) gezeigt, ist der Drukussfaktor bei ϑ = 0 in beiden Kongurationen fast
gleih 1. Die Rauheit zeigt eine vernahlässigbare Auswirkung. Mit einem steigenden ϑ
oder einer steigenden Amplitude sinkt der Drukussfaktor. Ähnlih zum Sherussfak-
tor ändert sih der Wert von φpxy ebenfalls parabolish mit ϑ. Aufgrund der Symmetrie
bezüglih der x-Ahse ist der Querdrukuss in Konguration 4 gleih null. Daher wird
er niht in Abbildung 4.13(b) dargestellt.
Mit dieser Untersuhung wird der Einuss der Mikro-Oberähenstruktur quantiziert.
Mit dem Opensoure Softwarepaket OpenFOAM ist man in der Lage, die zeitlihe Än-
derung der Spaltgeometrie zu generieren und das Netz anzupassen. Die Genauigkeit des
numerishen Lösungsansatzes wird durh das Vergleih mit der zweidimensionalen analy-
tishen Lösung geprüft. Es zeigt sih, dass die auf der Reynoldsshen Theorie basierende
analytishe Lösung nur bis zu einer bestimmten dimensionslosen Filmdike gültig ist. Wei-
tere vier 3D-Kongurationen (Abbildung 4.5) werden untersuht. Für die ersten beiden
Kongurationen hat die Änderung der Quershnittsform, die von der relativen Bewegung
verursaht wird, kaum Einuss auf den Sherussfaktor. In Gegensatz dazu wirkt die
Quershnittsform stark auf den Drukussfaktor. Bei den letzten beiden Kongurationen
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wird die anisotrope Oberähenstruktur untersuht. Die Ergebnisse zeigen, dass ein ein-
seitiger Einsatz der anisotropen Struktur wenig Einuss auf die Flussfaktoren hat. Eine
deutlihe Auswirkung ist erst zu beobahten, wenn die Gegenähe ebenfalls eine anisotro-
pe Struktur aufweist. In diesem Fall ergibt sih abhängig von dem Winkel ϑ ein anderer
Verlauf von den Flussfaktoren. Auÿerdem deutet der Querstrom auf einen eindeutigen
Pumpeneekt bei einer Sherströmung hin.
Da die Untersuhungen unter der Bedingung h/σ<10 durhgeführt werden, kann der
beobahtete Pumpeneekt für einen gröÿeren Wert von h/σ deutlih abnehmen. Für
die zu untersuhende Dihtung in dieser Arbeit beträgt die gesamte gemessene Rau-
heit σ = 2, 38µm. Das bedeutet, dass die Rauheit die Strömung eindeutig beeinussen
wird, wenn die Spalthöhe weniger als 10σ = 23, 8µm beträgt. Allerdings ist bei dieser
Spalthöhe ein Kontakt der Wellenhülse mit dem Kohleshwimmring niht auszushlieÿen.
Dies kann zu einer shnellen Abnutzung der Struktur führen und die gewünshten Ef-
fekten im Betrieb werden shnell nahgelassen. Abhängig von der Wellenshwingung ist
die Auslegungsspalthöhe in Kohlenshwimmringdihtungen meistens etwas gröÿer als die
angeforderte 10σ. Aus diesem Grund werden keine weiterführenden Untersuhungen dafür
durhgeführt.
4.1.2 Turbulenter Strömungsbereih
Wenn die Strömung den turbulenten Bereih erreiht, ist es niht sinnvoll die genaue
Oberähenstruktur im Rehengebiet nahzubilden. Die Wandrauheit wird bei der Be-
rehnung für turbulente Strömung modelliert. Es wird angenommen, dass die gemessene
Wandrauheit gleih die äquivalenten Sandkornrauheit ks ist. Die Formulierung für den
Reibungsbeiwert in Gleihung 2.70 nah Moody wird in das 1D und 2D Modell imple-
mentiert. Für glatte Oberähen wird das Blasius-Modell nah Gleihung 2.69 verwendet.
Es ist bekannt, dass die Ergebnisse nah Formel 2.70 für die Rohrströmung um bis zu
5% vom Moody-Diagramm im Bereih 4000 6 Re 6 107 für ks/D 6 0, 01 abweihen
können. Mit einem steigenden ks/D wird der Widerstandsbeiwert deutlih untershätzt.
Für die Strömung im Kreisringspalt steht keine Information darüber zur Verfügung. Um
die Auswirkung der Abweihung auf dem Durhussbeiwert zu quantizieren, werden
zusätzlihe Simulationen in CFX durhgeführt. Die Wandrauigkeit wird als äquivalente
Sandrauigkeit direkt in der Wandfunktion berüksihtigt (Gleihung 2.22). Für die zwei-
dimensionale Bulk-Theorie wird die Wandrauigkeit von der Wandshubspannung jeweils
mit dem Reibungsbeiwert fs für den Dihtring und fr für die Wellenhülse berüksihtigt.
Für das 1D-Modell wird eine gemittelte Rauheit nah k =
√
σ2s + σ
2
r berehnet. Daraus
folgt ein mittlerer Reibungsbeiwert für die Mahzahlgleihung. Es wird ein konzentrisher
Kreisringspalt betrahtet. Für die Verikation wird der berehnete Durhussbeiwert für
h0=88µm aus dem 2D- und 1D-Modell mit dem Wert aus der CFX-Simulation vergli-
hen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 4.14 dargestellt. Das 2D-Modell auf der Basis der
Bulk-Theorie zeigt eine sehr gute Übereinstimmung mit den Ergebnissen aus CFX. Der
Durhussbeiwert wird nur leiht untershätzt. Im Vergleih dazu wird der Durhussbei-
wert vom 1D-Modell zu niedrig berehnet. Die Abweihung ist ab 5bar nahezu konstant.
Der groÿe Untershied zwishen der Wellen- und Dihtringrauheit hat kaum Einuss auf
68
0 10 20 30 40 500,3
0,35
0,4
0,45
0,5
0,55
0,6
PSfrag replaements
CFX
2D
1D
ψ
∆p
Abbildung 4.14: Vergleih des Durhussbeiwertes mit Berüksihtigung der Wandrauheit als
Sandkorn, h0 = 88µm
den Durhussbeiwert und kann vernahlässigt werden. Im kleinen Drukdierenzbereih
unter 5bar hat der Druhussbeiwert aus dem 1D Modell einen anderen Verlauf als der
aus dem 2D Modell. Der Grund liegt daran, dass die Kompressibilität der Gasströmung
niht dominant ist. Die Strömung wird aber im 1D-Modell von einer Mahzahlgleihung
beshrieben. Aufgrund der kleinen Mahzahl ist diese Formulierung niht gut geeignet.
Auÿerdem wird der Reibungsbeiwert abhängig von der Reynoldszahl berehnet. Der kann
gerade im Übergangsbereih zwishen turbulenter und laminarer Strömung zu groÿen
Abweihungen führen.
Es werden weitere Berehnungen für mittlere Spalthöhen von h0 =22, 33 und 55µm durh-
geführt. Die Ergebnisse eine glatte Wand sind in Abbildung 4.15 dargestellt. Das 1D-
Modell zeigt weiterhin eine Untershätzung für den Durhussbeiwert. Der Durhuss-
beiwert wird vom 1D-Modell bis zu 10% untershätzt. Dies ist auh bei der Berehnung für
die glatte Wand zu beobahten. Der Untershied ist allerdings sehr gering. Auÿerdem wird
der Einuss der Rauheit im 1D-Modell zu hoh eingeshätzt. Für kleine Spalthöhen be-
wertet das 1D-Modell eine Verringerung des Durhussbeiwert um 25%. Unter der gleihe
Bedingung beträgt dieser Wert im 2D-Modell die Hälfte. In beiden Modellen nimmt der
Einuss der Wandrauheit mit steigender Spalthöhe ab. Bei kleiner Spalthöhe h0 =22µm
ist zu erkennen, dass das 1D- und 2D-Modell den Übergang von laminarer zu turbulenter
Strömung bei vershiedenen Drukdierenzen berehnet. Bei steigender Spalthöhe wird
dieser Wert immer kleiner. Diese Untersuhung zeigt, dass die Wandrauheit für eine tur-
bulente Spaltströmung wenig Einuss auf den Durhussbeiwert hat. Für eine Spalthöhe
ab 33µm verringert die Wandrauheit den Durhussbeiwert um 2%. Dies ist vergleihbar
mit den Ergebnissen aus der 1D Berehnung für eine glatte Wand. Das 1D-Modell mit
Berüksihtigung der Wandrauheit überbewertet diesen Eekt. Daher ist es niht sinnvoll
die Wandrauheit in den weiteren Untersuhungen mit dem 1D-Modell zu berüksihtigen.
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Abbildung 4.15: Einuss der Wandrauheit auf den Durhussbeiwert
4.2 Einuss der Makro-Ringspaltstruktur auf die Leka-
ge und das Stabilitätsverhalten
4.2.1 Problembeshreibung
Bis jetzt wird der Ringspalt als ein konzentrisher Kreis betrahtet. Im exzentrishen
Fall bewirkt die Strömung eine Tragkraft, die den Dihtring auf die konzentrishe Posi-
tion zurükstellt. Diese Kraft wird nah [22℄ Lomakin-Kraft genannt. Der Eekt spielt
für die Stabilität des Welle-Dihtungs-Systems eine groÿe Rolle und wurde sowohl für
Flüssigkeitsdihtungen als auh für Gasdihtungen untersuht. Arghir [23℄ analysiert die
Gasströmung im Dihtspalt mit der Bulk-Strömungstheorie. Es wurde festgestellt, dass
der Lomakin-Eekt vershlehtert wird, wenn die Shallgeshwindigkeit am Spaltaustritt
erreiht ist. Beneke [107℄ führte Versuhe für eine ähnlihen Kohleshwimmringdihtung
durh. Er untersuhte die Shwingungsamplituden des Dihtrings und erkannte eine ein-
geshränkte Selbstzentrierung. Dieser Eekt wird als Lok-up bezeihnet. Im Lok-up
Zustand ist die Lomakin-Kraft zu klein um den Dihtring zu bewegen und es ergibt sih
ein exzentrisher Ringspalt. Im Bereih der Gleitringdihtungen werden oft Nuten auf
den Gleitähen angefertigt, um das Dihtringverhalten zu verbessern. Analog dazu wird
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in dieser Arbeit der Einuss der Nut auf den Durhussbeiwert und die Lomakin-Kraft
analysiert.
Neben der Exzentrizität beeinusst auh die Welligkeit, also die Verteilung der Spalthöhe
in der Umfangsrihtung, die Lekage. Abhängig vom Fertigungsprozess kann sih die Dif-
ferenz zwishen maximalem und minimalen Radius im Mikrometerbereih benden. Au-
ÿerdem untersheidet sih die Form jedes Dihtrings von einander. Abbildung 4.16 stellt
zwei Messungen für vershiedene Kohleringe dar. Die im Kreis gekennzeihnete Stellen
sind die maximalen und minimalen Messwerte. Dies sind die makroskopishe Oberä-
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Abbildung 4.16: Vergröÿerte Darstellung der gemessenen Welligkeit vershiedener Kohleringe
henstrukturen, die in diesem Abshnitt behandelt werden. Um den Einuss der Mikro-
Oberähenstruktur zu trennen, wird hier die Wand als glatt betrahtet.
4.2.2 Einuss der Exzentrizität und Welligkeit
In dieser Untersuhung wird angenommen, dass der Spalt in der axialen Rihtung paral-
lel ist und sih die Spalthöhe nur in der Umfangsrihtung ändert. Da das 1D-Modell die
Spaltänderung in der Umfangsrihtung niht berüksihtigt, ist sie für diese Untersuhung
niht geeignet. Es werden das 2D- und 3D-Modell für diese Untersuhung angewendet.
Aufgrund des notwendigen feinen Netzes im Spalt ist eine 3D-Simulation nur mit hohem
Rehenaufwand möglih. Es wird für die Verikation das 2D-Modell verwendet. Der zu
betrahtende Spalt und das 3D Berehnungsmodell ist in Abbildung 4.17(a) dargestellt.
Zwei nominelle Spalthöhen h¯=55,88µm werden für die Untersuhung der Exzentrizität
ausgesuht. Die mittlere Spalthöhe h¯ ist deniert als h¯ = Rr −Rs. Im Betrieb rotiert die
Welle mit der Drehgeshwindigkeit ω und oszilliert gleihzeitig. Diese Oszillation verur-
saht eine Änderung des Strömungsgebietes. Dies kann berüksihtigt werden, indem man
eine Rotationsgeshwindigkeit Ω für das gesamte Strömungsgebiet deniert. Die Wellen-
drehzahl kann ohne Probleme mit den Gleihungen 2.25-2.27 betrahtet werden, aber die
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Abbildung 4.17: Shematishe Darstellung der Bewegung vom Dihtring und -spalt (links),
Shnittdarstellung des Modells in CFX mit Denition der Randbedingungen
(rehts)
Oszillation führt zu neuem Termen, die in den Gleihungen hinzugefügt werden müssen.
Die Strömungskenngröÿen in Umfangsrihtung können in diesen Fall niht vernahläs-
sigt werden. Aus diesem Grund wird das Stabilitätsverhalten in dieser Arbeit mit CFX
analysiert.
Bei der Verikation wird die nominelle Spalthöhe h¯=55µm mit dem Exzentrizitätsgrad
ǫ=0,6 untersuht. ǫ ist folgt deniert
ǫ = e/h¯ (4.11)
Es werden Strömungen bei ∆p=20-50bar betrahtet. Wie in Kapitel 3 diskutiert, hat
der Verlust am Eintritt und Austritt einen groÿen Einuss auf die Drukverteilung im
Spalt. Dies führt zu der Tatsahe, dass beim 2D-Modell die resultierende Kraft auf den
Dihtring stark von der Auswahl des empirishen Verlustfaktor abhängt. Im Gegensatz
dazu ist die Lekage viel weniger empndlih. Es muss eine sorgfältige Untersuhung für
die Kraftberehnung durhgeführt werden. Der Einuss der Exzentrizität auf die Lomakin-
Kraft wird im nähsten Abshnitt diskutiert. In diesem Abshnitt wird der Shwerpunkt
auf den Durhussbeiwert gelegt. Der Eintrittsverlust wird mit dem Parameter CL=0,82
nah der Untersuhung in Kapitel 3 modelliert. Der Durhussbeiwert in Abhängigkeit
von der Drukdierenz wird in Abbildung 4.18 dargestellt. Das Ergebnis stimmt sehr gut
mit der CFX Berehnung überein. Für eine Drukdierenz bis 30bar ist eine Abweihung
zu erkennen. Allerdings beträgt der Wert um die 0,1% und kann vernahlässigt werden.
Für die weiteren Untersuhungen werden Berehnungen für vershiedene Geometrien in
Tabelle 4.2 vorgestellt. Damit wird der Durhussbeiwert von drei Spalthöhen mit ent-
sprehenden Exzentrizitätsgraden für vershiedene Wellenhülsenradien berehnet. Die Er-
gebnisse sind in Abbildung 4.19 dargestellt. Die Exzentrizität zeigt kaum Einuss auf den
Durhuss. Bei kleinen Wellendurhmessern mit kleinen Spalthöhen nimmt der Durh-
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Abbildung 4.18: Verikation des 2D Modells mit Exzentrizität
Tabelle 4.2: Denition der Spaltgeometrie
Radius der Wellenhülse [mm℄ 50 100
nominierte Spalthöhe h¯ [µm℄ 88 55
Exzentrizitätsgrad ǫ 0,4 0,6
uss mit der Exzentrizität ab, aber der Untershied ist minimal. Wie in Abbildung 4.16
dargestellt bildet die innere Geometrie des Kohlerings keinen exakten Kreis. Die Messun-
gen für vershiedene Dihtringe zeigen, dass die Dierenz zwishen dem maximalen und
dem minimalen Radius bis zu mehreren Mikrometer betragen kann. Um das 1D-Modell
anzupassen ist es notwendig zu quantizieren, wie groÿ der Einuss der Welligkeit auf die
Lekage ist. Dafür wird das 2D-Modell verwendet.
Die gemessenen Geometriedaten des Dihtspalts können direkt im 2D-Modell berüksih-
tigt werden. Aufgrund der hohen Auösung ist allerdings eine entsprehende Gitteranzahl
in der Umfangsrihtung erforderlih. Allerdings ist es shwierig, den Einuss der Geome-
triedaten zu parametrisieren. Eine gute Annäherung ist der Ansatz, die Oberähendaten
durh trigonometrishe Funktionen zu modellieren. Die gemessenen Formen in Abbil-
dung 4.16 und 4.20(a) können beispielsweise durh den in Abbildung 4.20(b) dargestellten
Ansatz modelliert werden. Dabei ist h0 die mittlere Spalthöhe, Am kennzeihnet die Am-
plitude. Die Verteilung der Spalthöhe in der Umfangsrihtung kann wie folgt beshrieben
werden
h(β) = h0 + Am sin(Cωβ) (4.12)
Die Anzahl der Perioden wird von Cω bestimmt. In dieser Untersuhung wird die Pe-
riode anhand der Messung auf zwei festgelegt. Durh Variieren der Amplitude wird die
Auswirkung der Welligkeit auf den Durhussbeiwert analysiert. Anhand der Messwer-
ten werden drei Amplituden Am=0,4, 0,6 und 0,8µm ermittelt, um die Welligkeiten der
realen Oberähen zu modellieren. Die Lekage für vier vershiedene mittlere Spalthö-
hen werden berehnet und sind in Abbildung 4.21 dargestellt. Die Welligkeit zeigt keinen
groÿen Einuss auf den Durhussbeiwert. Bei kleinen Spalthöhen sind die Ergebnisse
mit vershiedenen Amplituden fast identish. Mit einer steigenden Spalthöhe nimmt der
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Abbildung 4.19: Einuss der Exzentrizität auf den Durhussbeiwert
Durhuss aufgrund der Welligkeit leiht ab. Aber der Untershied ist vernahlässigbar.
Daraus kann man shlieÿen, dass eine genaue Betrahtung der realen Oberähengeo-
metrie zu ähnlihen Ergebnissen führt und es niht sinnvoll ersheint, diese weiter zu
berüksihtigen. Diese Erkenntnis deutet darauf hin, dass sih das 1D-Modell in Bezug
auf die Welligkeit und die Exzentrizität ohne weitere Modikationen für die Berehnung
des Durhussbeiwerts verwenden lässt.
4.2.3 Einuss der Entspannungsnut
Die Untersuhung des Einusses der Entspannungsnut wird in zwei Aspekten durhge-
führt. Zuerst wird der Einuss auf den Durhussbeiwert analysiert. Danah wird die
Auswirkung auf das Dihtringverhalten behandelt.
Einuss der Nutposition auf den Durhussbeiwert
Es wird die Spaltströmung mit drei vershiedenen Nutpositionen an der Stelle 0,25 L
0,5 L und 0,75 L betrahtet. Zusätzlih wird eine Kombination der ersten und der drit-
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Abbildung 4.20: Skizze für die Behandlung der Welligkeit mit Kennzeihnung des gemessenen
maximalen und minimalen Wertes im roten Kreis
ten Position berüksihtigt. Die Geometrie und Position der Entspannungsnut werden in
Abbildung 4.22 gezeigt. Tabelle 4.3 fasst die untersuhten Fälle zusammen. Aufgrund
Tabelle 4.3: Denition der Nutpositionen von Betrahtungsfälle
Kennzeihnung der Nutposition Lage der Nut
Nut I. 0,25L
Nut II. 0,5L
Nut III. 0,75L
Nut IV. 0,25L und 0,75L
der Nut ist die Strömung niht mehr zweidimensional. Die Strömung in der Nut kann
sowohl mit der quasi-eindimensionalen Mahzahlgleihung als auh mit der 2D Bulk-
Strömungstheorie niht korrekt berehnet werden. Daher ist nur das 3D-Modell für die-
se Untersuhung anwendbar und die Simulationen werden aus diesem Grund in CFX
durhgeführt. Abhängig von der Position entstehen vershiedene Verteilungen der Strö-
mungskenngröÿen, die letztendlih den Durhussbeiwert beeinussen können. Anhand
der vorherigen Untersuhungen hat eine Spaltänderung in der Umfangsrihtung keinen
Einuss auf den Durhussbeiwert. Daher kann die Spalthöhe in der Umfangsrihtung
konstant angenommen werden. Das Rehengebiet wird wie in Kapitel 3 auf ein Segment
vereinfaht und es werden ähnlihe Randbedingungen deniert. Dabei werden Spalthöhen
von h =12, 33 und 88µm betrahtet. Die Ergebnisse sind in Abbildung 4.23 zusammen-
gefasst.
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Abbildung 4.21: Durhussbeiwert für vershiedene Welligkeiten
Der Einuss der Entspannungsnut ist abhängig von der Spalthöhe. Der Durhussbei-
wert wird bei einem kleinen Spalt erhöht und mit Zunahme der Spalthöhe verringert. Der
Grund dafür liegt darin, dass die eektive Spaltlänge für die Drosselung von der Nutbreite
abgezogen wird. Bei kleiner Spalthöhe ist dieser Anteil so groÿ, dass die Verringerung der
Lekage durh den Verlust an der Stelle der Nut niht kompensiert werden kann. Wenn
die Spalthöhe groÿ genug ist, wird die Lekage nur leiht reduziert. Dieser Eekt wird
verstärkt wenn die Anzahl der Nuten erhöht wird. Die Druk- und die Mahzahlvertei-
lung entlang des Spalts für die Spalthöhe 12µm bei einem Prozessdruk von 40bar sind
in Abbildung 4.24 dargestellt.
Die Entspannungsnut zeigt eine eindeutige Änderung des Strömungsverlaufs. Allerdings
wirkt sih diese Änderung kaum auf den restlihen Spalt aus. Dort verläuft die Mahzahl
fast gleih wie in einem parallelen Spalt. In der Drukverteilung bewirkt die Nut IV eine
leihte Senkung. Bei den anderen Nuten sind die Drukverteilungen fast identish. Dies
erklärt den kleinen Untershied in Abbildung 4.23.
Einuss der Nutposition auf das Dihtringverhalten
Ein bisher noh niht betrahtetes Phänomen ist der Lomakin-Eekt, der zur Selbstzen-
trierung des Dihtrings dient. Bei der gleihen Drukdierenz variiert die Drukverteilung
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Abbildung 4.22: Darstellung der Dihtungsgeometrie mit Entspannungsnut
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Abbildung 4.23: Durhussbeiwert für den Spalt mit vershiedenen Nuten
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Abbildung 4.24: Mahzahl- und Drukverteilung im Spalt mit vershiedenen Nuten, h0=12µm,
p0=40bar
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in Abhängigkeit von der Spalthöhe. Die resultierende Kraft führt zu einer Selbstzentrie-
rung innerhalb des Ringspalts. Diese Kraft ist die Lomakin-Kraft. Abbildung 4.25 stellt die
Kraft shematish dar. Die Untersuhungen in der Literatur zeigen vershiedene Einuss-
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Abbildung 4.25: Darstellung des Lomakin-Eekts
faktoren für den Lomakin-Eekt. Diese sind im wesentlihen der Verlust am Spalteintritt
und die Spaltgeometrie. In [108℄ wird durh theoretishe und experimentelle Analysen fest-
gestellt, dass der Verlust am Spalteintritt eine entsheidende Rolle für den Lomakin-Eekt
im Gleitlager spielt. Aufgrund des Verlustes am Eintritt ist der Druk dort kleiner als der
Prozessdruk. Der Drukverlust steigt mit einer zunehmenden Spalthöhe. Die Drukver-
teilung entlang des Spalts für ein inkompressibles Fluid ist in Abbildung 4.26(a) skizziert.
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Abbildung 4.26: Drukverlauf für vershiedene Spalthöhen
Für ein kompressibles Fluid ist die Drukverteilung niht mehr linear. Auÿerdem kann der
Druk am Spaltaustritt gröÿer als der Umgebungsdruk sein, wenn die Geshwindigkeit
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am Austritt die Shallgeshwindigkeit erreiht. Für kleine Drukdierenzen ist die Strö-
mungsgeshwindigkeit am Austritt kleiner oder gleih der Shallgeshwindigkeit (kritisher
Zustand). In diesen Fall ist der Druk an dieser Stelle gleih dem Umgebungsdruk. Wenn
die Drukdierenz von diesem Zustand aus weiter steigt, bleibt die Geshwindigkeit am
Spaltaustritt zwar bei der Shallgeshwindigkeit, aber der Druk wird weiter zunehmen.
Die tatsählihe Drukdierenz im Spalt verkleinert sih. Dies führt zur Situation, dass
sih die Strömung im exzentrishen Ringspalt in untershiedlihen Zuständen benden
kann. Die Drukverteilung entlang des Spalts ist in Abbildung 4.26(b) dargestellt. Bei der
Berehnung der Lomakin-Kraft muss das rote Shraurgebiet abgezogen werden. Abhän-
gig von der Drukverteilung kann die Kraft verringert werden oder im Extremfall negativ
sein. Dies führt zu einer shwäheren Selbstzentrierung oder zu einer weiteren Dezentrie-
rung des Dihtrings. In diesem Abshnitt wird der Einuss der Nut auf die Lomakin-Kraft
untersuht. Dabei werden 3D-Simulationen für die in Tabelle 4.4 gezeigte Spaltgeometrie
durhgeführt und ausgewertet. Die genaue Geometrie wird in Tabelle 4.4 beshrieben. Die
Tabelle 4.4: Abmessung des 3D-Modells
Abmessungen Zahlenwert
Rs 50,055mm
Rr 50mm
e 33µm
Ergebnisse sind in Abbildung 4.28 zusammengefasst.
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Abbildung 4.27: Einuss der Nut auf die Lomakin-Kraft
Durh den Einsatz der Nut wird die Lomakin-Kraft in den meisten Fällen verringert. Der
Einsatz einer Entspannungsnut zeigt keine Verbesserung des shwahen Lomakin-Eekts
bei Shallgeshwindigkeit am Austritt. Mit der Nut I. wird die Kraft am meisten redu-
ziert. Ein positives Ergebnis ergibt sih erst mit Nut III. bei 40bar. Hier nimmt die Kraft
mit einer steigenden Drukdierenz zu. Ein eindeutiger Vorteil der Nut ist dennoh niht
zu erkennen. Berehnungen mit Berüksihtigung der Rotation werden ebenfalls durhge-
führt. Vershiedene Rotationsgeshwindigkeiten werden betrahtet. Die Ergebnisse zeigt
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eine Unabhängigkeit von der Rotationsgeshwindigkeit. Auÿerdem untersheiden sie sih
kaum zu den Ergebnissen ohne Berüksihtigung der Rotation. Die Rotation der Welle
hat in diesem Fall keinen signikanten Einuss auf die Lomakin-Kraft. Da es kaum Un-
tershiede zu Abbildung 4.27 gibt, werden die Ergebnisse niht ausführlih vorgestellt.
Die in Kapitel 3 dargestellte Kräftebilanz zeigt, dass sih der Kohlering erst bewegen
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Abbildung 4.28: Vergleih der Lomakin-Kraft mit der Reibungskraft, FR = 0, 2FN
kann, wenn die Lomakin-Kraft gröÿer als die Reibungskraft ist. Eine typishe dynami-
she Reibungszahl für Kohle-Stahl liegt bei 0,2. Die Reibungskraft in Abhängigkeit von
der Drukdierenz wird in Abbildung 4.28(b) gezeigt. Sie gilt für einen Wellendurhmes-
ser von 50 mm. Da die Änderung der Spalthöhe die projizierte Flähe kaum beeinusst,
ist diese Kenntnis für weitere Wellendurhmesser übertragbar. Neben der Reibungskraft
wird auh die Lomakin-Kraft in Abbildung 4.28(b) eingetragen. Es wird deutlih, dass die
Lomakin-Kraft im Hohdrukbereih zu gering ist, um die Reibungskraft zu überwinden.
Eine Selbstzentrierung des Kohleshwimmrings ist nur bei einer kleinen Drukdierenz
realisierbar.
4.3 Shlussfolgerungen
Der Einuss der Oberähenstruktureigenshaften auf die Spaltströmung und das Diht-
ringverhalten wird in diesem Kapitel untersuht. Dabei werden folgende Aspekte betrah-
tet:
1. Die Fertigung bedingte Mikro-Oberähenrauheit
2. Die Änderung der Spalthöhe in der Umfangsrihtung aufgrund der Exzentrizität
und der Welligkeit
3. Die vorgegebene Makro-Oberähenstruktur
80
Das Ziel ist es, das 1D-Modell unter diesen Umständen so anzupassen, dass es das rea-
le Strömungsverhalten bestmöglih wiedergibt. Dazu werden passende CFD-Tools ein-
gesetzt, um die Auswirkungen der einzelnen Aspekte zu quantizieren. Die Ergebnisse
deuten darauf hin, dass sowohl die Makro- als auh die Mikro-Oberähenstruktur wenig
Einuss auf die Lekage haben. Des Weiteren kann die Änderung der Spalthöhe in der
Umfangsrihtung ohne Genauigkeitsverluste durh eine normierte Spalthöhe modelliert
werden. Der Einsatz von Entspannungsnuten hat nur kleinen Einuss auf die Lekage.
Die Wandrauheit ist lediglih für kleine Spalthöhen relevant. Ihr Einuss nimmt aller-
dings mit der Erhöhung einer Spalthöhe shnell ab. Mit der 2D Bulk-Theorie kann die
Sandkornrauheit mittels der Moody-Formulierung für den Reibungsbeiwert sehr gut be-
rüksihtigt werden. Allerdings wird der Durhussbeiwert im 1D-Modell stark unter-
shätzt. Für Spalthöhen ab 33µm erweist sih die Blasius-Formel zur Berüksihtigung
der Sandrauigkeit als geeignet. Mit diesem Ansatz wird der Durhussbeiwert allerdings
für kleinere Spalthöhen im 1D-Modell um bis zu 10% untershätzt. Das 1D-Modell zeigte
insgesamt eine gute Performane für die Lekageberehnung.
Am Ende des Kapitels wird der Lomakin-Eekt analysiert. Eine 3D-Simulation zeigt, dass
der Einsatz von Nuten groÿe Auswirkungen auf den Lomakin-Eekt hat. Abhängig von
deren Position wird der Lomakin-Eekt in den meisten Fällen abgeshwäht. Lediglih für
die Nutposition III. bei hohen Drukdierenzen ergibt sih eine Verstärkung des Eekts.
Eine deutlihe Verbesserung des Dihtungsverhaltens ist niht dabei zu erkennen. Ein
Vergleih der Lomakin-Kraft mit der zu überwindenden Reibungskraft zeigt, dass die
Lomakin-Kraft für die Hohdrukanwendung zu klein ist, um den Dihtring wirksam zu
zentrieren.
5 Untersuhung der Fluid-Struktur
Interaktion (FSI) in Kohle-
shwimmringdihtsystemen
Im letzten Kapitel wird gezeigt, dass die Oberähenstruktur wenig Einuss auf den
Durhussbeiwert hat und daher niht verantwortlih für die Abweihung der berehneten
und gemessenen Werte in Abbildung 3.10 ist. Als wihtiger Faktor für die Modellbildung
ist shlieÿlih noh die Fluid-Struktur Interaktion zu untersuhen. In diesem Kapitel wird
die FSI anhand der Berehnung mit ANSYS analysiert. Basierend auf diesen Untersu-
hungen wird die Modellbildung für die Lekageberehnung optimiert. Es wurde im letz-
ten Kapitel bestätigt, dass das analytishe Strömungsmodell mit wenig Abweihung den
Durhussbeiwert gut berehnen kann. Daher wird der in Kapitel 2 beshriebene analyti-
she Lösungsansatz in Matlab implementiert. Die Berehnung mit ANSYS ist allgemein-
gültig. Im Gegensatz dazu wird der analytishe Ansatz nur für die spezishe Anwendung
in dieser Arbeit entwikelt. Die Vorgehensweise ist in Abbildung 5.2 zusammengefasst.
ANSYS CFX
allgemeiner CFD Löser mit FVM
3D, Turbulenzmodell
ANSYS CSM
FEM Löser für Strukturmechanik
3D, Nichtlinearitäten
ANSYS
MFX
MATLAB
Analytische Lösung aus
Technische Mechanik
1D Löser für
Machzahlgleichung
realisiert in MATLAB
Verschiebung
Belastung
Abbildung 5.1: Zusammenfassung der FSI Lösungsansätze
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5.1 Strukturmehanishe Untersuhung des Dihtsys-
tems
Vor der eigentlihen FSI-Simulation ist es sinnvoll zunähst den Festkörper allein zu be-
trahten. Das Dihtsystem ist als kompakte Baugruppe konstruiert. Nah der Montage
ist der oberen Teil des Stahlgehäuses fest mit der Strömungsmashine vershraubt. Der
Dihtring und das restlihe Gehäuseteil stehen unter der Belastung der Fluids und kön-
nen sih frei bewegen. Ein Überblik über die Randbedingungen und die Verbindungen
zwishen den Bauteilen ist in Abbildung 5.2 zu sehen. Es gibt zwei Besonderheiten, die in
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Abbildung 5.2: Darstellung des Rehengebietes
der Simulation sorgfältig behandelt werden müssen. Dies sind die Verbindung innerhalb
des Kammerteils (A), die Presspassung zwishen dem Kohlering und der Titanbandage
(B) und der Kontakt zwishen dem Dihtring und dem Kammerteil (D). In den me-
hanishen Berehnungen mit ANSYS spielt die Einstellung des Kontakts eine wihtige
Rolle. Reale Kontakte zwishen Festkörpern können hauptsählih in drei Kategorien un-
terteilt werden: Punkt zu Punkt, Punkt zu Oberähe und Oberähe zu Oberähe.
Wie in Abbildung 1.1 dargestellt, handelt es sih in dieser Arbeit um einen Kontakt von
Oberähen zu Oberähen. In ANSYS Workbenh werden die speziellen Elementtypen
CONTA∗, LINK∗, COMBIN∗ und TARGE∗ für den Kontakte deniert. Dabei steht
∗ für die Elementnummer, die für vershiedene Kontaktarten geeignet ist. Die in dieser
Arbeit auftretenden Kontaktarten und Kontaktelemente werden im Folgenden dargestellt
und diskutiert. Eine ausführlihe Erklärung zur Anwendung und der Theorie ndet man
in [109℄.
ANSYS Workbenh erlaubt je nah Situation fünf Kontaktarten. Da sih bei Kontakten
die Steigkeit ändern kann, ist das Problem nihtlinear. Es kann keine Zugbelastung über-
tragen werden und die Kontaktähen können sih trennen. Um dies zu berüksihtigen
sind in ANSYS vier Algorithmen implementiert. Tabelle 5.1 gibt einen Überblik über die
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Kontaktarten und die jeweils verwendbaren Algorithmen. Der Algorithmus multi-point
Tabelle 5.1: Einstellungen für die Kontaktähen
Kontaktarten Algorithmus Eigenshaften
Verbund
MPC niht abhebbar
Keine Trennung
Reibungsfrei Pure Penalty
abhebbar
Rau Augmented-Lagrange
Reibungsbehaftet Lagrange
Erzwungenes reibungsbehaftetes Gleiten
onstrain (MPC) wird nur für Kontaktarten mit dem Verbund verwendet. Eine Trennung
ist niht erlaubt. Die Vershiebung auf den Kontaktähen bleibt gleih und der Kontakt
wird linear behandelt. Das Pure Penalty- und Augmented-Lagrange-Verfahren sind penal-
ty-basierte Verfahren. In diesen Verfahren wird eine Kontaktsteigkeit eingesetzt, um die
Kontaktkraft zu berehnen. Abbildung 5.3 stellt das Verfahren shematish dar. Je gröÿer
die Kontaktsteigkeit ξ, desto kleiner wird die Durhdringung xd (Gleihung 5.1). Das
Augmented Lagrange-Verfahren addiert einen zusätzlihen Term λ, damit ξ weniger emp-
ndlih bezüglih der Kontaktsteigkeit wird (Gleihung 5.2). Dies sollte die Konvergenz
der Berehnung verbessern.
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Abbildung 5.3: Shematishe Darstellung des Pure Penalty-Verfahrens[65℄
FN = ξNxdN , FT = ξTxdT , (5.1)
FN = ξNxdN + λN , FT = ξTxdT + λT , (5.2)
Anders als das penalty-basierte Verfahren behandelt das Lagrange-Verfahren die Kontakt-
kraft mit einem zusätzlihen Freiheitsgrad. Daher ist keine Eingabe der Kontaktsteig-
keit nötig. Allerdings steigt der Rehenaufwand durh den zusätzlihen Freiheitsgrad. In
diesem Verfahren ist keine Durhdringung möglih. Der Kontaktzustand liegt zwishen
berührend und separat oszillierend und kann zu Konvergenzproblemen führen. Eine rih-
tige Auswahl des Algorithmus ist für die Genauigkeit und die Konvergenz der Berehnung
sehr wihtig. Die Denition der Kontaktstellen in Abbildung 5.2 ist in Tabelle 5.1 zusam-
mengefasst. Die einfahste Kontaktstelle ist die innerhalb des Kammerteils (A). Durh die
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Shraubenverbindung bleiben die beiden Flähen zusammen und können als Verbund de-
niert werden. In Anbetraht des Fertigungsprozesses des Dihtrings und des mehanishen
und thermishen Betriebszustands kann man davon ausgehen, dass die Kontaktstelle B
ebenfalls immer zusammen bleibt. Dieser Kontakt kann ohne Trennung in der Simulation
deniert werden. Die andere Kontaktstelle C zwishen dem Kohlering und der Titanban-
dage hat eine Verbindung mit Presspassung. Die Toleranz wird bei der Konstruktion so
berehnet, dass sih die beiden Bauteile auf keinen Fall im Betrieb trennen dürfen. Es
gibt ebenfalls keine Kraft, die zur relativen Bewegung führen kann. Daher maht es kei-
nen Untershied ob eine reibungslose oder raue Kontaktart ausgewählt wird. Im Gegensatz
dazu ist der Kontaktstelle D reibungsbehaftet. Abhängig von der Drukdierenz kann der
Dihtring beweglih sein. Ein Reibungskoezient zwishen Kohlensto und Stahl von 0,2
wird eingegeben. In Tabelle 5.2 werden die Denitionen zusammengefasst.
Tabelle 5.2: Rauheit des Dihtrings und der Welle
Kontaktstelle Kontaktarten Algorithmus
A Verbund MPC
B Keine Trennung MPC
C Reibungslos Augmented-Lagrange
D Reibungsbehaftet (f = 0, 2) Augmented-Lagrange
Die Presspassung in ANSYSMehanial wird mit einem geometrishen Übermaÿ realisiert.
Dies kann entweder bei der Erstellung des geometrishen Modells direkt berüksihtigt
oder über die Kontaktbehandlung deniert werden. Diese Behandlung ist allerdings nur
für reibungslose und reibungsbehaftete Kontaktarten verfügbar. Die drei Behandlungsar-
ten und ihre Bedeutung werden in Tabelle 5.3 zusammengefasst.
Tabelle 5.3: Kontaktbehandlungen in ANSYS Mehanial
Kontaktbehandlung Details
Auf Berührung anpassen kein Spalt vorhanden
Versatz hinzufügen, lineares Ansteigen Versatz shrittweise hinzufügen
Versatz hinzufügen, kein lineares Ansteigen Versatz auf einmal hinzufügen
Die Denition der Kontaktbehandlung bietet die Möglihkeit ohne Änderung der Geome-
trie einen initialen Kontaktzustand zu erstellen. Daher wird die Presspassung in dieser
Weise betrahtet. Auf den äuÿeren Oberähen wird eine konstante Drukrandbedingung
vorgegeben. Da die Drukverteilung im Spalt erst nah der Strömungsberehnung bekannt
und niht vordenierbar ist, wird eine lineare Drukverteilung wie in Abbildung 5.2 an-
genommen. Aufgrund der Symmetrie in Umfangsrihtung ist es ausreihend, nur ein Teil-
segment der gesamten zylinderförmigen Geometrie zu berehnen. Mit der reibungsfreien
Lagerung auf den Quershnittähen ergibt die Simulation ein physikalish sinnvolles Er-
gebnis. Eine Gitterstudie wird durhgeführt, um den Diskretisierungsfehler abzushätzen.
Die Materialeigenshaften des Dihtrings sind in Tabelle 5.4 aufgelistet.
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Tabelle 5.4: Materialeigenshaften des Dihtsystems
Material Dihte [kg/m
3
℄ Poissonzahl E-Modul [GPa℄
Gehäuse Stahl 1.4571 8000 0,3 210
Bandage Titan 3.7165 4430 0,33([110℄) 110
Dihtring Kohlensto E12K 2250 0,25 24
Für die Presspassung wird zuerst das Übermaÿ betrahtet. Dieses kann durh Denition
des Versatzes nahgebildet werden. Durh die Presspassung entsteht ohne weitere Belas-
tung eine Deformation in radialer Rihtung. Die radiale Deformation von der Innenseite
entspriht dem Maÿ, das bei der Fertigung nahgearbeitet werden muss. Dieser Wert
wird als Basisgröÿe für die weiteren Untersuhungen verwendet. Die radiale Vershiebung
mit der abgezogenen Basisgröÿe wird an der gleihen Stelle für weitere Simulationen mit
Drukbelastung ausgewertet. Dieser Wert entspriht der möglihen radialen Deformation
der realen Bauteile. Die Kontaktähen berühren sih nah der Fertigung und die durh
die Presspassung entstehende Spannung wird nah dem Abdrehen des Materials teilweise
wieder entspannt. Für die FSI-Simulation kann man die Geometrie während der Bereh-
nung niht ablösen und der Einuss kann niht berüksihtigt werden. Daher wird zuerst
untersuht, ob die Kontaktbehandlung für weitere Berehnungen als Auf Berührung an-
passen deniert werden kann. Die Randbedingungen und die Auswertungsstelle werden
in Abbildung 5.5(a) dargestellt. Zwei Drukbelastungen werden betrahtet. Die radiale
Vershiebung der unteren Kante aus beiden Berehnungen wird verglihen. Abbildung 5.4
zeigt die Ergebnisse.
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
-2.5
-2
-1.5
-1
PSfrag replaements
r
a
d
i
a
l
e
V
e
r
s

h
i
e
b
u
n
g
[
µ
m
℄
s/L
Übermaÿ
auf Berührung
(a) p = 20[bar℄
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1-5
-4
-3
-2
-1
0
PSfrag replaements
r
a
d
i
a
l
e
V
e
r
s

h
i
e
b
u
n
g
[
µ
m
℄
s/L
Übermaÿ
auf Berührung
(b) p = 40[bar℄
Abbildung 5.4: Untersuhung der Kontaktbehandlung
Der Untershied zwishen beiden Denitionen ist minimal. Die Kontaktstelle C darf für
die weiteren Untersuhungen auf den Berührungsfall angepasst werden. Wie bei der Strö-
mungssimulation sind die Ergebnisse eines auf der FEM basierenden struktur-mehanishen
Modells von der Gitterauösung abhängig. Um genaue Ergebnisse mit einem vertretbaren
Rehenaufwand zu erzielen, ist eine vorgeshaltete Gitterstudie sinnvoll. Aufgrund der lo-
sen Verbindung zwishen dem Dihtring und dem Gehäuse werden zuerst Gitterstudien
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für die beiden Baugruppen durhgeführt, um den Einuss der Interpolation zwishen dem
Kontakt auszushlieÿen. Danah werden jeweils zwei der stabilsten Gitterauösungen mit
der Kontakteinstellung aus den letzten Untersuhungen analysiert. Der wihtigste Para-
meter ist dabei die radiale Vershiebung des Innendurhmessers vom Kohlering, weil dieser
für die Spalthöhe in der Strömungsberehnung maÿgeblih ist. Aus diesem Grund wird der
Einuss der Gitterauösung auf die radiale Vershiebung für den Dihtring untersuht.
Für das Gehäuse spielt dagegen die axiale Vershiebung der Kontaktähe D eine wih-
tige Rolle für die Spaltgeometrie. Drei Elementgröÿen werden jeweils für den Dihtring
und das Gehäuse verwendet. Die radiale Vershiebung für den Dihtring und die axiale
Vershiebung für das Gehäuse werden auf den in Abbildung 5.5 und 5.6 gekennzeihneten
Kanten ausgewertet.
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Abbildung 5.5: Gitterstudie für den Dihtring
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Abbildung 5.6: Gitterstudie für das Gehäuse
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Die berehneten Vershiebungen mit vershiedenen Elementgröÿen sind in beiden Fällen
fast identish. Einzeln betrahtet ist die Vershiebung ebenfalls niht empndlih zur Ele-
mentgröÿen. Weitere Simulationen werden für die gesamte Baugruppe durhgeführt. Der
Dihtring und das Gehäuse werden durh einen reibungsbehafteten Kontakt verbunden.
Sie werden durh einem Prozessdruk von 20 bar belastet. Die linear abnehmende Druk-
verteilung wirkt auf der Innenseite des Dihtrings. Ebenfalls werden drei Elementgröÿen
für die räumlihe Diskretisierung verwendet. Da nur der Dihtring und der hintere Teil des
Gehäuses unter mehanisher Belastung deformiert werden, werden deren Gitterauösun-
gen geändert. Die restlihen Bauteile sind lediglih für die Erstellung der Strömungsgebiets
wihtig und werden daher mit einer groben Elementgröÿe vernetzt. Die radiale Vershie-
bung auf der Kante s wird in Abbildung 5.7 dargestellt. Die Ergebnisse aus den Simu-
lationen mit den Elementgröÿen 0,2 und 0,1mm untersheiden sih nur geringfügig. Die
Dierenz der Vershiebung zur Elementgröÿe 0,4mm beträgt unter 1µm. Im Folgenden
s
PSfrag replaements
u1 u2
(a)
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1-7
-6
-5
-4
-3
PSfrag replaements
r
a
d
i
a
l
e
V
e
r
s

h
i
e
b
u
n
g
[
µ
m
℄
x/L
Elementgröÿe 0,4mm
Elementgröÿe 0,2mm
Elementgröÿe 0,1mm
(b)
Abbildung 5.7: Gitterstudie für die gesamte Struktur
werden weitere Simulationen mit vershiedenen Kombinationen der Elementgröÿen auf
dem Dihtring und dem Gehäuse durhgeführt. Die Verteilung der radialen Vershiebung
ist linear. Daher ist es für den gesamten Verlauf ausreihend, die radiale Vershiebung
am Eintritt und Austritt auszuwerten. Abbildung 5.8 fasst die Ergebnisse zur Gitterab-
hängigkeit zusammen. Die radiale Vershiebung hängt stärker von der Gitterauösung
des Dihtrings als des Gehäuses ab. Mit einer Verfeinerung des Gitters ändert sih die
radiale Vershiebung am Austritt mehr als am Eintritt. Dies deutet auf eine Änderung
des Drehwinkels des Dihtrings hin und dekt sih mit den Ergebnissen für das Gehäuse
in Abbildung 5.7. Allerdings ist die Änderung ab der Elementgröÿe 0,2mm minimal. Aus
diesem Grund wird die Elementgröÿe 0,2 für die Diskretisierung des Dihtrings und des
Gehäuses deniert. Das gesamte Rehengitter entspriht der Abbildung 5.7(a).
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Abbildung 5.8: Darstellung der Gitterabhängigkeit
5.2 Numerishe Berehnung unter Berüksihtigung der
FSI
In diesem Abshnitt wird die FSI mit ANSYS numerish behandelt. Das gesamte Re-
hengebiet wird in Abbildung 5.9 gezeigt. Das Strömungsgebiet wird gelb gezeihnet. Die
fixierteLagerung
Eintritt Austritt
Welle
Abbildung 5.9: Darstellung des Rehengebiets und der Randbedingungen
Oberähen, die sih in der Strömung benden, sind die Interfaes für die Datenübertra-
gung zwishen Fluid und Struktur. Eine Ausnahme ist die Oberähe der Welle. Da die
Deformation der Welle sehr klein ist, wird sie als einfahe Wand für das Strömungsge-
biet betrahtet. Wie in den mehanishen Berehnungen wird eine reibungsfreie Lagerung
für die Seitenähen in Umfangsrihtung deniert. Für das Strömungsgebiet wird eine
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periodishe Randbedingung für diesen beiden Flähen verwendet, um die Periodizität in
Umfangsrihtung zu modellieren. Die restlihen Flähen auÿerhalb des Strömungsgebiets
sind xiert gelagert.
Die Gitterknoten im Strömungsgebiet müssen an die Randbewegung angepasst werden.
Die entsprehende Gitterdeformation wird durh das Lösen der folgenden Gleihung er-
halten
∇ · (ζdisp∇δ) = 0 (5.3)
Dabei ist δ die relative Vershiebung des Gitterpunktes zu seiner vorherigen Position. ζdisp
ist die Netzsteigkeit, die dem Beibehalten der feinen Punktverteilung in der Grenzshiht
oder der Struktur der Geometrie dient. Es gibt dabei die folgenden drei Möglihkeiten in
CFX, die Netzsteigkeit zu denieren
Inrease Near Small Volumes
ζdisp =
(∀ref
∀
)Cstiff
(5.4)
Inrease Near Boundaries
ζdisp =
(
Lref
d
)Cstiff
(5.5)
Value (Speied Stiness)
ζdisp = f(∀, d) (5.6)
Die ersten beiden Methoden beshreiben hyperbolishe Funktionen der KV-Gröÿe ∀ und
des Abstands d zum nähsten Rand. Referenzvolumen und -längen können entweder durh
CFX automatish berehnet oder durh den Benutzer deniert werden. Eine konstante
Netzsteigkeit auf dem kompletten Rehengebiet bedeutet eine gleihe Bewegung für alle
Netzknoten und hat daher keine Auswirkung. Durh die Eingabe eines Modellexponen-
ten Cstiff wird die Netzdeformation kontrolliert. In der Vorgabe ist der Wert von Cstiff
gleih 2. Je nah Geometrie und Netzstruktur ist es notwendig vor der Simulation einen
entsprehenden Wert auszusuhen. Dennoh ist die Gitterqualität nah der Deformati-
on davon abhängig. Für den FSI-Benhmark nah Turek [111℄ untersuhten Du [36℄ und
Shildhauer [112℄ den Einuss von Cstiff . Während Shildhauer eine eigene Funktion für
ζ denieren musste, erreihte Du eine gute Gitterqualität mit der Methode inrease Near
Boundaries und Cstiff = 1. Für das Rehengebiet in dieser Arbeit liegt die Herausforde-
rung in der Vernetzung des Dihtspalts. Anhand der Gitterstudie für die Spaltströmung
in Kapitel 3 wird hier das komplette Strömungsgebiet diskretisiert. Zu betrahten ist das
Gitter um den Spalteintritt, weil sih der Spalt dort durh die Deformation verringert.
Um die Gitterqualität zu gewährleisten, muss der Einuss von ζdisp untersuht werden.
Abbildung 5.10 und 5.11 zeigen die Gitterdeformation mit vershiedenen Einstellungen.
Für die Funktion 5.4 ist das Gitter sehr empndlih gegenüber dem Parameter Cstiff . Mit
dem Wert Cstiff=1 ergibt sih eine gute Gitterqualität. Durh einer Erhöhung der Kon-
stanten von 1 auf 2 wird das Gitter zu steif, um sih an die neue Position des Dihtrings an-
zupassen. Die Gitterqualität um die Kante vershlehtert sih shnell. Ein gröÿeres Cstiff
kann negative Kontrollvolumen an der Kante verursahen und wird niht dargestellt. Dies
ist ein fataler Fehler, der zum Abbruh der Berehnung führt. Bei der Einsatzfunktion 5.5
wird die Gittergröÿe in der Nähe von der Wand möglihst beibehalten, wobei die Knoten
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(a) Cstiff = 1 (b) Cstiff = 2
Abbildung 5.10: Einuss von Cstiff auf die Gitterdeformation nah Methode Inrease near
small volumes
(a) Cstiff = 1 (b) Cstiff = 3 () Cstiff = 5
Abbildung 5.11: Einuss von Cstiff auf die Gitterdeformation nah Methode Inrease near
boundaries
in der Spaltmitte stark verdihtet werden. Dies führt zu einem groÿen Seitenverhältnis der
Kontrollvolumen, wodurh die Gitterqualität ebenfalls vershlehtert wird. Des Weiteren
sind die Knoten auf der Wellenhülse wenig exibel für eine Vershiebung des Dihtrings
in der axialen Rihtung. Dieses Verhalten ist zwar mit einem höheren Wert von Cstiff zu
verbessern, führt aber gleihzeitig zum Steigkeitsverlust an der Kante des Dihtrings.
Dabei steigt das Risiko negative Volumen an dieser Stelle zu erhalten. Aufgrund dieser
Erkenntnisse wird für die FSI-Simulation in dieser Arbeit vorab ein Wert von Cstiff = 1
für die Netzbewegung deniert. Allerdings wird bei jeder Simulation überprüft, ob die
Gitterqualität nah der Deformation beibehalten werden kann.
Im ersten Shritt der FSI-Untersuhung wird eine Simulation für die Spalthöhe 17µm
durhgeführt. Der Durhussbeiwert wird während der Simulation ausgeshrieben. Ab-
bildung 5.12 zeigt den Verlauf für eine Drukdierenz von 20 bar. Eine deutlihe Ver-
ringerung des Durhussbeiwertes bis zur Konvergenz ist zu erkennen. In Abbildung 5.13
werden die totale Gitterdeformation und die deformierte Struktur übertrieben dargestellt.
Die gröÿte Änderung weisen die Gitterknoten um den Dihtring auf. Zusammen mit der
deformierten Struktur ist zu erkennen, dass der Dihtring eine starke axiale Vershiebung
hat. Auÿerdem spielt die Verformung des Kammerteils eine entsheidende Rolle für die
Spaltgeometrie. Da die Vershiebung in der axialen Rihtung die eektive Spaltgeome-
trie niht verändert, ist nur die Vershiebung in der radialen Rihtung von Interesse. Der
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Abbildung 5.13: Auswertung der totalen Gitterdeformation für h=17µm und ∆p =20bar mit
Punkt 1 und Punkt 2 für die Eintritts- und Austrittskante des Dihtrings
Verlauf des Durhussbeiwerts in Abbildung 5.14 zeigt, dass das Strömungsfeld shon bei
∆p =15 bar einen Einuss auf die Struktur hat und zu einer Gitterdeformation führt. Die
Vershiebung am Eintritt und Austritt zeigt, dass der Spalt aufgrund der mehanishen
Belastung im Betrieb niht parallel bleibt. Die negative Vershiebung am Eintritt führt
zur Abnahme der Spalthöhe an dieser Stelle. Im Gegensatz dazu ist die Vershiebung am
Austritt sehr klein. Dies führt zu einem divergenten Spalt.
Für das analytishe Modell wird ebenfalls die Drukbelastung und die Spaltänderung
zwishen der Strömungsberehnung und der mehanishen Berehnung ausgetausht. Die
Deformationen des Dihtrings und des Kammerteils werden getrennt betrahtet. Anhand
der Drukverteilung aus der Spaltströmung wird die Last auf der Innenähe des Diht-
rings ermittelt. Mit Berüksihtigung der Presspassung und der Biegung des Kammerteils
wird die Spaltgeometrie neu bestimmt. Eine Reibungskraft auf der Kontaktähe D wird
berehnet. Für eine Reibungskraft gröÿer als die radiale Belastung auf dem Dihtring
92
0 2 4 6 8 10 12 140.34
0.345
0.35
0.355
0.36
0.365
0.37
PSfrag replaements ψ
Iteration der FSI-Kopplung
radiale Vershiebung [ m℄
Punkt 1
Punkt 2
(a) ∆p =15bar
0 2 4 6 8 10 12 14
0
1
2
3
4
5
6
Punkt 1
Punkt 2
PSfrag replaements
Iteration der FSI-Kopplung
r
a
d
i
a
l
e
V
e
r
s

h
i
e
b
u
n
g
[
µ
m
℄
Punkt 1
Punkt 2
(b) ∆p =15bar
0 2 4 6 8 10 12 14 16 180.33
0.34
0.35
0.36
0.37
PSfrag replaements ψ
Iteration der FSI-Kopplung
radiale Vershiebung [ m℄
Punkt 1
Punkt 2
() ∆p =25bar
0 5 10 15 20-2
0
2
4
6
8
10
Punkt 1
Punkt 2
PSfrag replaements
Iteration der FSI-Kopplung
r
a
d
i
a
l
e
V
e
r
s

h
i
e
b
u
n
g
[
µ
m
℄
Punkt 1
Punkt 2
(d) ∆p =25bar
Abbildung 5.14: Konvergenz der Lekage und Vershiebung vom Punkt 1 und Punkt 2 in
Abbildung 5.13(a) für h=17µm
wird die radiale Vershiebung des Dihtrings vernahlässigt. Anderenfalls wird sie in der
Spaltgeometrie berüksihtigt. Das Berehnungsmodel wurde in Kapitel 2 ausführlih be-
shrieben. Berehnungen für das Dihtsystem mit h =15,5 25 und 32µm werden durhge-
führt. Die Ergebnisse der analytishen und der numerishen FSI-Berehnung werden mit
den Messdaten in Abbildung 5.15 verglihen. Es zeigt sih eine deutlihe Verbesserung
zu Abbildung 3.10. Die Ergebnisse aus dem analytishen Modell stimmen sehr gut mit
den Berehnungen mit ANSYS überein. Anders als bei den vorherigen Ergebnissen oh-
ne Berüksihtigung der FSI ist der Durhussbeiwert abhängig von der Drukdierenz.
Der Durhussbeiwert steigt mit zunehmender Drukdierenz für eine Austrittsmahzahl
kleiner 1. Für eine weiter zunehmende Drukdierenz sinkt der Durhussbeiwert. Dieser
Eekt ist ebenfalls in der Messung zu beobahten. Es deutet darauf hin, dass FSI den
Durhussbeiwert stark beeinussen kann. Dies lässt sih durh die starke Verringerung
der Eintrittsspalthöhe erklären. Allerdings werden die Durhussbeiwerten der 3D und
1D FSI-Berehnungen für gröÿere Spalthöhen leiht übershätzt. Aufgrund der Speiher-
kapazität und der Kompressorleistung wird die Drukdierenz bei der Messung nur für
eine begrenzte Zeit aufrehterhalten. Der Einsatz von nur einem Dihtring führt zu einer
hohen Lekage, die den Speiherdruk shnell mit der Zeit reduziert. Dies kann der Grund
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Abbildung 5.15: Vergleih der Messdaten mit berehneten Durhussbeiwerten
für die groÿe Abweihung bei h =32µm sein. Um dieses Problem abzushlieÿen werden im
nähsten Kapitel weitere Untersuhungen für das Dihtsystem mit mehreren Dihtringen
durhgeführt.
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Es wird gezeigt, dass das vereinfahte Modell in der Lage ist die Lekage genauso gut
zu berehnen wie das 3D-Modell. Mit der analytishen Lösung für die Deformation des
Dihtrings und des Gehäuses können die Modelle dem Betriebszustand des Dihtsystems
besser angepasst werden. Daher ist die 3D-Simulation wegen des hohen Rehenaufwandes
und hoher Aufbereitungszeit niht für alle Anwendung notwendig. Bei der Validierung der
Lekageberehnung sind ausführlihe Daten aus der 3D-Simulation allerdings wihtig, um
die auftretenden Phänomene zu verstehen. Dieses Verständnis ist die Voraussetzung für
die Optimierung des 1D-Modells zu einer genauen Abshätzung des Durhussbeiwertes.
6 Dihtsysteme mit mehreren Diht-
ringen
Für hohe Drukdierenzen werden mehrere Dihtringe eingesetzt, um die Lekage zu mini-
mieren. Daher muss für die Berehnung das aktuelle Rehenmodell entsprehend angepasst
werden. Aufgrund der guten Genauigkeit des 1D-Modells werden damit die Untersuhun-
gen in diesem Kapitel durhgeführt.
6.1 Modellerstellung
Ein Dihtungspaket mit drei Dihtringen (Abbildung 6.1(a)) wird ausgewählt, um die
Modellerstellung zu beshreiben. Mit den Kammern zwishen den Dihtringen hat das
Dihtsystem die Eigenshaft von Labyrinthdihtungen. Die kinetishe Energie des Ga-
ses aus dem letzten Spalt wird dort in Wärme umgesetzt, dadurh wird der Durhuss
reduziert. Die roten Linien kennzeihnen das zu betrahtende Strömungsfeld. Da die Ge-
shwindigkeit der Strömung in der Kammer sehr klein ist, kann die komplizierte Kam-
mergeometrie auf Abbildung 6.1(b) vereinfaht werden. Die Strömung wird idealisiert als
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Abbildung 6.1: Modelldarstellung des Dihtsystems mit mehreren Dihtringen, S für Spalt und
K für Kammer
isenthalpe Drosselung im Modell abgebildet. Die Gasgeshwindigkeit auf der Prozessseite
wird vernahlässigt. Die Kammer ist ausreihend groÿ, so dass die kinetishe Energie am
Spaltaustritt beim konstanten Druk in thermishe Energie umgewandelt werden kann.
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Auÿerdem wird das System als adiabat angenommen. Daraus folgt, dass die Geshwin-
digkeit in der Kammer und vor dem Eintritt in den nähsten Spalt ebenfalls Null ist. Die
Temperatur in jeder Kammer entspriht der Prozesstemperatur. Die ideale Zustandsän-
derung im h-s Diagramm ist in Abbildung 6.2 dargestellt.
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Abbildung 6.2: h-s Diagramm für die ideale Zustandsänderung im Dihtsystem
Im idealen Fall liegen die Zustandspunkte für jeden Spalt auf der Fanno-Kurve in Abbil-
dung 2.5.
Die im 1D-Modell verwendete quasi-eindimensionale Theorie ist ohne Einshränkungen für
mehrere Dihtringe gültig. Als Herausforderung gilt es dabei sinnvolle Randbedingungen
für jeden Spalt zu denieren. Übergangsbedingungen für die Strömung ergeben sih aus
der Massen- und Energieerhaltung und der Zustandsgleihung. Entsprehend dem Pro-
grammablauf in Abbildung 2.6 in Kapitel 2 wird zuerst der Austrittszustand am Punkt
S
2
3 abgeshätzt. Durh Verwendung der 1D-Theorie erhält man die Zustandsgröÿen an
der Stelle S
1
3. Die Temperatur in Kammer K3 ist entsprehend der Annahmen gleih der
Prozesstemperatur T
0
. Mit der Massen-, Energieerhaltung und der isobaren Zustands-
änderung können die unbekannten Zustandsgröÿen bestimmt werden. Der Lösungspro-
zess wird bis zum Dihtungseintritt S
1
1 fortgesetzt, damit dort der kritishe Zustand für
den Druk überprüft werden kann. Wie in Kapitel 3 dargestellt, wird ein Verlustfaktor
CL = 0, 82 eingesetzt, um den Eintrittsverlust zu berüksihtigen. Mit dem berehneten
Kammerdruk und die Drukverteilung im Spalt ist auÿerdem die Berüksihtigung der
Deformation möglih.
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6.2 Diskussion der Ergebnisse
Um das Modell zu verizieren, werden der Durhussbeiwert und die Drukverteilung mit
den Ergebnissen aus den CFX-Berehnungen verglihen. Zu betrahten sind eine Spalt-
höhe von 25µm und Dierenzdrüke von 20 bis 40 bar. Dabei wird nur das Strömungs-
feld betrahtet und die mehanishe Deformation für die Verikation vernahlässigt. Der
Durhussbeiwert wird in Abbildung 6.3 gezeigt. Im Gegensatz zur Berehnung mit einem
Dihtring übershätzt das 1D-Modell hier leiht den Durhussbeiwert. Der Grund liegt
am Eintritts- und Austrittsverlust, der im 1D-Modell niht rihtig berüksihtigt werden
kann. Die Abweihung ist allerdings klein. Das 1D-Modell zeigt eine gute Genauigkeit
für die Berehnung des Durhussbeiwerts. Die Drukverteilungen für ∆p=20 und 40bar
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Abbildung 6.3: Verikation der Lekageberehnung mit CFX
sind ebenfalls in guter Übereinstimmung. Wegen des Eintrittsverlusts, der mit einem em-
pirishen Faktor modelliert wird, wird die Drukverteilung im Spalt leiht untershätzt.
Dies hat aber kaum Einuss auf den Kammerdruk. Man erkennt deutlih, dass der letzte
Dihtring den meisten Druk abbaut. Der Druk in der letzten Kammer beträgt mehr als
die Hälfte des Prozessdruks.
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Abbildung 6.4: Vergleih der Drukverteilung mit CFX
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Das Modell wird weiter mit Messdaten validiert. Vier Versuhe mit vershiedenen Diht-
ringen werden ausgewählt und die vershiedene Kombinationen von Spalthöhen werden
betrahtet. Die genaue Information wird in Tabelle 6.1 zusammengefasst. Die Berehnun-
Tabelle 6.1: Kombinationen der Dihtringene im Versuh
Test Nummer Anzahl der Ringe Spalthöhe des Dihtrings [µm℄
1 7 21 20 19 26 44 23 24
2 5 21 54 19 26 44
3 5 54 44 26 21 19
4 5 19 21 26 44 54
gen werden jeweils mit und ohne Berüksihtigung der Deformation durhgeführt. Für die
Auswertung des Durhussbeiwertes wird eine gemittelte Spalthöhe von allen Dihtringen
verwendet. Ein Vergleih des berehneten Durhussbeiwertes mit den Messdaten wird in
Abbildung 6.5 dargestellt. Für Versuhe 1 2 und 4 gibt es kaum Untershied zwishen den
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Abbildung 6.5: Vergleih der Ergebnisse mit Experiment
beiden Berehnungen. Die mehanishe Deformation ist zu klein um das Strömungsfeld zu
ändern. Beide Ergebnisse stimmen sehr gut mit den Messdaten überein. Ein groÿer Un-
tershied tritt in Versuh 3 auf. Die Berehnung ohne Berüksihtigung der Deformation
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übershätzt den Durhussbeiwert bei der Drukdierenz ab a. 15 bar. Der Untershied
nimmt linear mit der Drukdierenz zu. Das Ergebnis unter Berüksihtigung der De-
formation stimmt dagegen sehr gut mit den Messdaten überein. Dies weist eindeutig auf
einen Einuss der mehanishen Belastung hin. Die Lekage wird durh die Deformation
stark reduziert. Sie ist viel kleiner als in den anderen beiden Kombinationen mit fünf
Ringen und ebenfalls kleiner als im Dihtsystem mit sieben Ringen. Da in Versuhen 2, 3
und 4 die gleihe Ringanzahl mit vershiedenen Kombinationen der Spalthöhe untersuht
wird, sind die Ergebnisse von Versuh 3 nur durh die mehanishe Deformation zu erklä-
ren. Dies wird mit der Darstellung des Kammerdruks in Abbildung 6.6 bestätigt. Wegen
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Abbildung 6.6: Vergleih der Kammerdrüke
der begrenzten Position für die Messsonde wird nur der Druk in der letzten Kammer ge-
messen. Auÿerdem geht aus der Verikation hervor, dass der letzte Dihtring am stärksten
belastet wird. Daher ist es sinnvoll, den Druk dort zu erfassen. Ein Vergleih zwishen
dem berehneten Druk mit dem gemessenen Druk in der letzten Kammer zeigt eine gute
Übereinstimmung, wenn die mehanishe Deformation berüksihtigt wird. Anderenfalls
wird der Kammerdruk untershätzt. Der gemessene Kammerdruk in Versuh 3 ist deut-
lih höher als in den anderen Versuhen. Der Druk ändert sih kaum bis zu Kammer 2.
Danah sinkt der Wert langsam. Bei Vernahlässigung der Deformation nimmt der Wert
shnell ab. Die gröÿere mehanishe Belastung führt zur gröÿeren Deformation, die für die
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Abbildung 6.7: Vergleih Test 3 mit fünf h =19µm Dihtringe
kleinere Spalthöhe am letzten Dihtring eine groÿe Rolle spielt. Daher zeigt der Durh-
ussbeiwert eine starke Abhängigkeit von der Drukdierenz in Abbildung 6.5(). Wenn
man den Kammerdruk und die Spalthöhe zusammen betrahten, ist zu erkennen, dass
der Drukabfall mit Verringerung der Spalthöhe zunimmt. Dieser Eekt ist in anderen
Versuhen ebenfalls zu beobahten. In Abbildung 6.6(a) liegt die erste starke Drukab-
nahme beim dritten Dihtring mit h=19µm. Der Dihtungsspalt erweitert sih danah bis
zu Dihtring 6, der wieder von einer höheren Drukdierenz belastet wird. Im Gegensatz
dazu ändert sih der Druk in der Strömung durh den Dihtring davor fast niht. Der
gleihe Eekt ist auh in Versuh 2 beim dritten Dihtring zu erkennen. Das Verhalten
der geringeren Spalthöhe ist vergleihbar mit eines Staudamms.
Eine weitere Untersuhung wird für fünf Dihtringe mit einer Spalthöhe von 19µm durh-
geführt. Im Vergleih mit Test 3 lässt sih der Eekt bei den konvergent angeordneten
Dihtringen besser erklären. Der Durhussbeiwert und der Kammerdrukverlauf werden
in Abbildung 6.7(b) dargestellt. Der Druk wird bei konstanter Spalthöhe gleihmäÿig pro
Dihtring reduziert. Der letzte Dihtring wird nur gering belastet. Dies erklärt den von der
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Abbildung 6.8: Kammerdrukablauf mit Erhöhung der Dihtringanzahl
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Drukdierenz unabhängigen Durhussbeiwert ab 20 bar, bei dem die Shallgeshwin-
digkeit am Austritt erreiht ist. Für kleine Drukdierenzen ist die Lekage bei Versuh 3
deutlih höher. Mit einem steigenden Prozessdruk wird der Untershied verringert. Diese
Erkenntnis ist wihtig für eine Optimierung des Dihtsystems.
Ein Vergleih mit den ersten zwei Versuhen zeigt, dass die zunehmende Dihtringanzahl
die Lekage niht unbedingt stark reduzieren kann. Der Durhussbeiwert in Versuh 1
mit den zusätzlihen zwei Dihtringen untersheidet sih wenig mit dem aus Versuh 2.
Um den Einuss der Dihtringanzahl besser zu analysieren, werden weitere Berehnungen
für vershiedene Spalthöhen durhgeführt. Die Anzahl der Dihtringe variiert von 2 bis
6. Die Drukdierenz wird auf 15 und 35 bar festgelegt. Der Durhussbeiwert abhängig
von der Dihtringanzahl ist in Abbildung 6.8 gezeigt. Durh eine Erhöhung der Ringzahl
reduziert sih der Durhussbeiwert deutlih. Der Einuss sinkt allerdings mit einer stei-
genden Dihtringanzahl. Auÿerdem ist die mehanishe Deformation von der Spalthöhe
und Dihtringanzahl abhängig. Für wenige Dihtringe hat die mehanishe Deformation
eine positive Wirkung auf den Durhussbeiwert. Der Einuss sinkt für kleinere Spalthö-
he mit einer steigenden Dihtringanzahl. Dagegen erhöht sih der Durhussbeiwert bei
groÿer Spalthöhe.
7 Zusammenfassung und Ausblik
In der vorliegenden Arbeit wird die Strömung in Kohleshwimmringdihtungen unter-
suht. Durh Einsatz vershiedener CFD-Tools wird der Einuss der Fluid-Struktur-
Wehselwirkung, sowie der Mikro- und Makro-Oberähenstruktur auf die Lekage ana-
lysiert. Die Arbeit konzentriert sih auf stabile und damit stationäre Betriebszustände.
Dynamishe Prozesse, wie sie beispielsweise beim Anfahren auftreten, werden niht be-
trahtet. Ziel der Arbeit ist die Entwiklung eines reduzierten Modells, das mit geringem
Rehenaufwand die Lekage im Dihtsystem mit hoher Genauigkeit vorhersagen kann.
Die Kohleshwimmringdihtung funktioniert nah dem Prinzip der Drosselung. Der ent-
sheidende Parameter für die Lekage ist die Geometrie des Ringspalts, die von vielen
Faktoren beeinusst werden kann. Daher müssen der Dihtring und die dazugehörigen
Bauteile als ein Gesamtsystem betrahtet werden. Eine Überblik wird hierzu am Anfang
der Arbeit dargestellt (siehe Abbildung 1.2). Aufgrund der erwünshten kleinen Spalthöhe
ist der Einuss der Oberähenstruktur ein Hauptthema in dieser Arbeit. Der Einuss
der Mikro- und der Makro-Struktur wird analysiert. Aufgrund des hohen Aufwands bei
der Gittergenerierung und Berehnung werden neben dem kommerziellen Programm CFX
auh alternative Werkzeuge verwendet. Der Opensoure Code OpenFOAM wird für die
Untersuhung der Mikro-Oberähenstruktur eingesetzt um einen parallelen Spalt mit
anisotroper Oberähenrauheit unter relativer Bewegung zu untersuhen. Des Weiteren
wird die Bulk-Strömungstheorie mit der Finiten-Volumen-Methode in Matlab implemen-
tiert und für die Analyse der Exzentrizität und der Welligkeit des Ringspalts eingesetzt.
Eine quasi-eindimensionale Theorie für die kompressible Strömung wird als Basismodell
für die Lekageberehnung verwendet. Die Verikation mit den 3D-Modellen zeigt, dass
das 1D-Modell mit Berüksihtigung des Eintrittsverlusts in den meisten Fällen die Leka-
ge genauso gut wiedergibt. Die Modelle werden durh Vergleih mit Messdaten validiert.
Dies führte zur starken Übershätzung der Lekage bei allen Spalthöhen, weshalb weite-
rer Forshungsbedarf besteht. Neben der Lekage wird der Lomakin-Eekt, der für die
Selbstzentrierung des Dihtrings verantwortlih ist, untersuht. Im Gegensatz zur Leka-
ge ist die Lomakin-Kraft empndlih gegenüber der Oberähenstruktur. Aufgrund der
hohen Reibungskraft in der radialen Rihtung ist die Lomakin-Kraft allerdings für Hoh-
drukanwendungen zu klein, um den Dihtring wirksam zu zentrieren. Die Shwingung der
Welle muss für die Konstruktion des Dihtrings berüksihtigt werden, damit der möglihe
Vershleiÿ und Kollisionsshäden zwishen Wellenhülse und Kohlering vermieden werden
können.
In Kapitel 5 wird die Fluid-Struktur-Interaktion berüksihtigt. Das Programmpaket AN-
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SYS Workbenh wird verwendet um eine Zwei-Wege Kopplung zwishen Fluid und Struk-
tur zu realisieren. Der groÿe Skalenuntershied zwishen Spalthöhe und dem gesamten
Rehengebiet erfordert eine aufwendige Gittergenerierung und sorgfältige Einstellung der
Parameter für die Gitterdeformation. Die Biegung des Gehäuseanteils verursaht eine
Änderung des Spalts von einer parallelen zu divergenter Form. Ein analytisher Lösungs-
ansatz wird in das 1D-Strömungsmodell implementiert, um diesen Eekt zu berüksihti-
gen. Durh diese Anpassung ist das 1D-Modell in der Lage einen mit der FSI-Simulation
übereinstimmenden Durhussbeiwert zu berehnen.
Eine Erweiterung des Modells auf Dihtsysteme mit mehreren Dihtringen wird in Ka-
pitel 6 diskutiert. Analog zu Labyrinthdihtungen wird eine isobare Expansion für die
Zustandsänderung vom Spalt zur Kammer angenommen. Aufgrund der deutlih gröÿeren
Abmessungen zum Spalt kann die Geshwindigkeit in der Kammer vernahlässigt wer-
den. Basierende auf der Massen- und Energieerhaltung wird ein Modell für Dihtsysteme
mit mehreren Dihtringen entwikelt. Der berehnete Durhussbeiwert für vershiedene
Kombinationen von Dihtringen wird mit Experimenten verglihen. Das Modell ist in der
Lage sowohl den Durhussbeiwert als auh den Kammerdruk genau zu bestimmen. Der
Durhussbeiwert und der Drukverlauf in der Kammer zeigen einen Einuss der Reihen-
folge der eingesetzten Spalthöhe. Eine geringe Spalthöhe wirkt wie ein Staudamm, der den
vorderen Kammerdruk aufrehterhält. Der wesentlihe Drukabfall entsteht im kleinen
Dihtspalt selbst. Die mehanishe Deformation kann durh Kombination mit vershiede-
nen Spalthöhen für die Senkung der Lekage ausgenutzt werden.
In dieser Arbeit orientiert sih die Modellentwiklung an Messungen von Drukdierenzen
bis zu 40 bar bei Raumtemperatur. Es wird angenommen, dass das Betriebsmedium sih
nah dem idealen Gasgesetz verhält. Bei Betriebszuständen mit höherem Drüken kön-
nen Abweihungen entstehen. Je nah Art des abzudihtenden Gases muss die passende
Formulierung materialabhängig für das reale Gasverhalten implementiert werden. Hierzu
sind weitere Untersuhungen durhzuführen, um das vorhandene Modell zu modizieren.
Des Weiteren wird die Wärmeübertragung zwishen dem Dihtsystem und der gesamten
Mashine wegen mangelnder Informationen niht betrahtet. Allerdings ist das Tempe-
raturfeld im langfristigen Betrieb stabil und dessen Einuss spielt für die Lekage des
Dihtsystems keine entsheidende Rolle.
A Anhang
A.1 Mahzahlgleihung für quasi eindimensionale kom-
pressible Spaltströmung
Das Modell für die quasi eindimensionale kompressible Spaltströmung wird in [10℄ ausführ-
lih beshrieben. Der Ausgangspunkt ist die dierentielle Form der Erhaltungsprinzipien
von Gleihungen 2.61-2.47 in Kapitel 2:
dρ
ρ
+
1
2
dU2
U2
+
dA
A
= 0 (A.1)
−Adp− τwdAw = m˙dU (A.2)
cpdT = −1
2
dU2 (A.3)
und das ideale Gasgesetz
dp
p
=
dρ
ρ
+
dT
T
(A.4)
Aus den Gleihungen A.1 und A.4 erhält man
dp
p
=
dT
T
− 1
2
dU2
U2
− dA
A
(A.5)
Mit cp =
γR
γ − 1 kann die Gleihung A.3 umformuliert werden zu
dT +
γ − 1
2
1
γR
dU2 = 0 (A.6)
Setzt man die Denition der Mahzahl M = U/
√
γRT ein, ergibt sih
dT
T
+
γ − 1
2
M2
dU2
U2
= 0 (A.7)
und
dM2
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=
(
1 +
γ − 1
2
M2
)
dU2
U2
(A.8)
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Aus Gleihung A.7 und A.5 ergibt sih
dp
p
= −(γ − 1)M
2 + 1
2
dU2
U2
− dA
A
(A.9)
Die Wandshubspannung τw wird in dieser Arbeit mit einem mittleren Reibungsfaktor
ermittelt.
τw = f
ρU2
2
(A.10)
Der hydraulishe Durhmesser wird eingesetzt, um die Spaltströmung analog zur Rohr-
strömung betrahten zu können. Für einen Kreisringspalt ist der hydraulishe Durhmes-
ser D = 2h und hat die folgende Denition
D =
4A
dAw
dx
(A.11)
Daraus folgt
dAw =
4A
D
dx (A.12)
Zusammen mit u2 = M2/γRT kann die Impulsgleihung A.2 umgeshrieben werden.
−dp
p
− 2fγ
D
M2dx = γM2
dU2
U2
(A.13)
Aus Gleihung A.9 und A.13 ergibt sih
(1−M2)
2
dU2
U2
+
dA
A
= γM2
2f
D
dx (A.14)
Die Quershnittänderung dA/A ist in dieser Arbeit eine Funktion von x und wird als
FA(x) bezeihnet. Zusammen mit Gleihung A.8 erhält man eine Mahzahlgleihung
dM2
dx
=
2M2
(
1 +
γ − 1
2
M2
)
1−M2
[
γM2
2f
D
− FA(x)
]
(A.15)
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A.2 Analytishe Berehnung der mehanishen Defor-
mation
Für eine ringförmige Sheibe gilt für den in Abbildung A.1 dargestellten allgemeinen Fall
die folgende Formulierung für den Biegewinkel
θ = θbF4 +Mrb
r
D
F5 +Qb
r2
D
F6 − q r
3
D
G14 (A.16)
Darin ist Q die Querkraft. Mr ist das radiale Biegemoment. D ist eine Konstante, die von
den Materialeigenshaften E, ν und der Sheibendike t bestimmt wird.
D =
Et3
12(1− ν2) (A.17)
Fn und Gn sind ebenfalls allgemeine Konstanten im analytishen Lösungsansatz für eine
ringförmige Sheibe. Sie werden wie folgt berehnet.
Abbildung A.1: Ringförmige Platte mit gleihmäÿig verteiltem Druk q von r0 nah a [91℄
F4 =
1
2
[
(1 + ν)
b
r
+ (1− ν) b
r
]
(A.18)
F5 =
1
2
[
1−
(
b
r
)2]
(A.19)
F6 =
b
4r
[(
b
r
)2
− 1 + 2lnr
b
]
(A.20)
G14 =
1
16
[
1−
(r0
r
)4
− 4
(r0
r
)2
ln
r
r0
]
〈r − r0〉0 (A.21)
Die ekige Klammer in Gleihung A.21 bezeihnet
〈r − r0〉0 =
{
r − r0 falls r > r0
0 falls r < r0
In dieser Arbeit wird die äuÿere Seite der Sheibe xiert betrahtet. Die Deformation durh
die Reibungskraft und die innere Druklast in Abbildung 2.12 wird die Spaltgeometrie
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kaum beeinussen. Daher wird sie vernahlässigt. Es gilt Mrb = 0 und Qb = 0 in der
Gleihung A.16 und folgt
θb = q
r3
D
G14
F4 − 1 (A.22)
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